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Kurzfassung
Die Bildung von Dampfphasen in Fernwärmesystemen während des instationären Über-
gangs vom Umlaufbetrieb in den Ruhezustand wird zugelassen, sofern adiabate Rand-
bedingungen im Hochpunkt und thermisch gesteuertes Kondensationsverhalten der
Dampfblase sichergestellt sind.
Zur physikalischen Beschreibung wird ein Modell entwickelt, welches von einer zu-
sammenhängenden Dampfblase im Hochpunkt ausgeht und das thermisch gesteuerte
Rückbildungsverhalten während des Füll- bzw. Nachspeisevorganges abbildet. Die Rohr-
geometrie im Hochpunkt sowie Wärmetransportvorgänge werden dabei berücksichtigt.
Der Gesamtwärmeverlust aus dem Dampfraum setzt sich im Wesentlichen aus der Auf-
heizung der dampfbenetzten Rohrwand und der instationären Wärmeleitung in der
angrenzenden Flüssigkeitsschicht zusammen. Mit Simulationsrechnungen werden das
thermisch gesteuerte Blasenverhalten demonstriert und die Haupteinflussgrößen benannt.
Die Verdichtung der Dampfmasse während des Füllvorgangs bewirkt einen Temperatur-
und Druckanstieg in der Blase.
Die Modellvalidierung erfolgt mit veröffentlichten Messdaten und anhand eines Versuches,
welcher im Anlagenhochpunkt einer Fernwärmepumpstation durchgeführt wurde. Das
Dampfvolumen im Versuch beträgt 30m3. Die Temperatur-, Druck- und Füllstandsver-
läufe werden qualitativ und quantitativ wiedergegeben.
Die Tolerierung der Dampfbildung erfordert die messtechnische Überwachung der Hoch-
punkte und eindeutige Handlungsanweisungen, wie im Störfall die Dampfblase zurückge-
bildet wird.
Abstract
In district heating systems, the existence of vapour bubbles is tolerated during transition
from regular heat supply to a non-operating state. The main requirements to ensure
grid and plant safety are the adiabatic conditions within the pipe and the thermally
controlled behaviour of the vapour bubble.
For the description of the phenomenon, a model for the thermally controlled condensation
phase of a concentrated vapour bubble is developed including the pipe geometry and
heat losses. The total heat transfer consists of two main parts: the heating of the steel
material wetted by the vapour and the unsteady heat conduction in the liquid water layer
below the vapour. Test calculations demonstrate the behaviour of the vapour bubble,
specifically the compression of the bubble contents and the accompanying increase in
temperature and pressure. Furthermore, the main factors influencing the results are
identified.
Comparisons between simulation results and published measurement data show qualita-
tively and quantitatively good agreement. For the purpose of validation, own experiments
with a large 30 m3 bubble were conducted in a pump station without any signs of con-
densation induced water hammer.
The existence of vapour in district heating system requires measurements at the highest
points within the grid in order to detect the vapour bubble and to monitor the conden-
sation process safely. Furthermore, in case of pump failures or other incidents, operators
need safety instructions on how to act to re-establish single phase flow before restarting
heat supply.
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Kapitel 1
Einleitung
1.1 Motivation
In der Ingenieurspraxis haben sich hydraulisch instationäre Rohrnetzberechnungen,
u. a. für Pumpenausfälle, zur Prüfung sicherheitstechnischer Abläufe als Standard-
werkzeug etabliert, welche vom Versorgungsunternehmen selbst durchgeführt oder als
Dienstleistung bei einem spezialisierten Berater beauftragt werden. Diese theoretischen
Untersuchungen unterstützen Planer und Netzbetreiber, die immer stärkere Auslastung
bestehender Fernwärmenetze und die damit verbundene Annäherung an bestehende
Sicherheitsgrenzen im operativen Betrieb sowie bei Übergangsprozessen zu beherrschen.
Der Siededruck zur Vorlauftemperatur zuzüglich eines Sicherheitszuschlages definiert die
untere zulässige Grenze des Vorlaufdruckes im stationären Umlaufbetrieb, um die Bildung
von Zweiphasenzonen im System und den damit verbundenen erhöhten Druckverlust
durch die Verkleinerung des Strömungsquerschnitts zu vermeiden. Aufgrund weitreichend
bekannter Schäden durch Kondensationsschläge im Verteilungsrohrnetz und an Anlagen,
welche sich nicht auf Fernwärmesysteme beschränken, bestehen Vorbehalte gegenüber
Dampfphasen [Bon60, Kot92, BST04].
Das Arbeitsblatt FW442 zur Druckhaltung in Fernwärmesystemen (Fassung 12/2011,
[AGF]) enthält widersprüchliche Aussagen zur Zulässigkeit von Dampfphasen. Sie defi-
niert die Aufgabe der Druckhaltung u. a. folgendermaßen:
„Den Druck zu jeder Zeit und an jeder Stelle des Gesamtsystems in zulässigen
Grenzen halten, d. h. [...] Sicherstellung eines Mindestbetriebsdruckes zur
Vermeidung von Unterdruck, Kavitation und Verdampfung.“
An späterer Stelle wird in Anlehnung an die TGL 190-259/05 diese Forderung relativiert,
indem Zweiphasenzonen „bei instationären Vorgängen während des Umlaufbetriebes“ und
„beim instationären Übergang vom Umlauf- in den Ruhebetrieb“ toleriert werden können,
sofern sich im betreffenden Bereich keine Mischpunkte oder Wärmeübertrager befinden
[TGL85, Frö83]. Diese differenzierte Betrachtung ist durch experimentelle Untersu-
chungen in den 1980er-Jahren belegt, deren Veröffentlichung sich bis zum Jahr 2018
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verzögert hat [NSSD18, NW16, Wir18]. Die vorliegende Arbeit setzt an diesem Punkt an
und beschäftigt sich mit den Prozessen und Randbedingungen, bei denen der Umgang
mit Dampfblasen in Fernwärmesystemen sicher und ungefährlich ist.
1.2 Stand der Technik
In diesem Abschnitt erfolgt die Analyse der Literaturstellen im Hinblick auf die zu
formulierende Zielstellung dieser Arbeit. Zunächst wird der Wissensstand über das
Verhalten von Dampfblasen in Fernwärmesystemen zusammengetragen und anschließend
auf die bekannten Modelle sowie ihre jeweiligen Randbedingungen, Annahmen und
Gültigkeitsgrenzen eingegangen.
1.2.1 Verhalten von Zweiphasenzonen
Die Entstehung und Rückbildung von Zweiphasenzonen ist ein Aspekt von hydraulisch
instationären Vorgängen in Rohrleitungssystemen. Zweiphasenströmungen werden in
Einkomponentensysteme, z. B. Dampf und Wasserflüssigkeit, sowie Zweikomponentensy-
steme, z. B. Inertgas und Wasserflüssigkeit, unterteilt. Mit dem im Heizwasser gelösten
Stickstoff treten in Fernwärmesystemen beide Fälle in Kombination auf (Zweiphasen-
Zweikomponenten-Strömung). In den meisten Anwendungsfällen genügt jedoch eine
Betrachtung des Einkomponentensystems zur Beschreibung der relevanten Effekte. Die
Phasenumwandlung von flüssigem Heizwasser zu Dampf erfolgt, wenn der Druck lokal
bis auf den Siededruck pS(#) absinkt. Der Siededruck kann auch unterschritten wer-
den [Sch09, Ple49]. Im Fernwärmewasser als technischem Medium ist jedoch stets eine
ausreichende Anzahl an Verunreinigungen vorhanden, die als Keimstellen bei der Dampf-
bildung dienen [ZP85]. Der Ausdampfvorgang setzt innerhalb weniger Millisekunden, d.h.
nahezu unverzögert ein [BST04]. Dies geschieht ohne Druckstöße oder -schwankungen
und stellt keine Gefahr für die Rohrleitung dar [Cas91]. Trotz aufgeprägter Strömungs-
geschwindigkeit sind Dampfblasen lokal im Hochpunkt fixiert und werden im Gegensatz
zu Gasblasen nicht von ihrem Entstehungsort wegtransportiert [NSSD18, Spr86, ZP85].
In stationären Betriebszuständen erhöhen Dampfphasen die Druckverluste im betreffen-
den Rohrleitungsabschnitt, da der durchströmte Querschnitt durch die Blase eingeengt
wird. Des Weiteren fixieren Dampfblasen ihrerseits den Druck im Hochpunkt, weil bei
weiterer Entnahme von Wasser aus dem System die Dampfblase zwar anwächst, aber
auf dem Dampfdruck zur Dampftemperatur pS(#) verbleibt. Die übrigen Drücke im
Rohrleitungssystem richten sich danach aus [NSSD18]. Die Dampfphase bildet bei großen
Volumenanteilen und geringen Strömungsgeschwindigkeiten eine zusammenhängende
Schicht im Hochpunkt aus (engl. „concentrated vapor cavity“). Durch Überlagerung
von Drucksenkungswellen sind auch kurzlebige Dampfphasen möglich, die nicht im
Hochpunkt des Systems liegen.
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Sowohl das Dampfbildungs- als auch das Kondensationsverhalten werden anhand der
dominierenden Parameter kategorisiert. Beschränkt die Trägheit der umgebenden Flüs-
sigkeit die Geschwindigkeit der Blasenwand, handelt es sich um trägheitsgesteuertes
Verhalten. Der Wärmetransport über die Grenzschicht ist dabei sehr gut. Trägheitsge-
steuerte Kondensationsvorgänge können sehr schnell ablaufen und Kondensationsschläge
hervorrufen. Sie bergen damit ein großes Riskiko für die Anlage sowie das Rohrleitungssy-
stem und sollten generell vermieden werden. Dokumentierte schwere Unfälle beschreiben
das Ausmaß der Schäden [Bon60, Kir99, Gin97]. Auch Kavitationsschäden sind darauf
zurückzuführen. Trägheitsgesteuertes Dampfblasenverhalten ist jedoch nicht auf niedrige
Temperaturen beschränkt, sondern kann auch bei Zweiphasenzonen in Wärmeübertragern
oder an Strömungsmischpunkten auftreten, wenn der Kontakt (direkt oder indirekt) mit
deutlich kühleren Medienströmen besteht. Diese „nicht-adiabaten“ Bilanzräumen sind
im Zusammenhang mit Dampfphasen dringend zu vermeiden [NSSD18, TGL85, DN16].
Kann die in der Blase vorhandene Energie nicht schnell genug durch den Wärmetransport
abgegeben werden, dann behindert und dominiert dies den weiteren Kondensationsvor-
gang. In diesem Fall liegt thermisch gesteuertes Blasenverhalten vor, welches ebenfalls
den adiabaten Dampfbilanzraum umfasst [NSSD18, DN16]. Während des Rückbildungs-
vorganges wird die Dampfmasse verdichtet, welches an dem Temperatur- und Druckan-
stieg zu beobachten ist [NSSD18]. Hohe Temperaturen im Dampfraum begünstigen die
Tendenz zum thermisch gesteuerten Blasenverhalten. In exponierten Hochpunkten im
Fernwärmenetz existieren bei praxisüblichen Dämmdicken der Rohre keine relevanten
Wärmesenken, sodass hier die Randbedingungen des adiabaten Bilanzraumes gegeben
sind. Dagegen ist in den Erzeugeranlagen auf Wärmesenken in den Anlagenhochpunkten
zu achten. Die Jakob-Zahl wird für die Abgrenzung von thermisch- und trägheitsge-
steuertem Kondensationsverhalten genutzt mit einem definierten Übergangsbereich bei
30  Ja  100 [JL35, NM81] (siehe Abschnitt 2.3). Kleine Jakob-Zahlen mit Ja  30
weisen auf thermisch gesteuertes Blasenverhalten hin.
Bereits geringe Mengen an entlöstem Gas (bspw. Stickstoff) oder Dampf führen zu einer
deutlichen Verringerung der Druckwellenausbreitungsgeschwindigkeit im betreffenden
Rohrleitungsbereich [Wyl84, NSSD18, Kot92]. Die Ausprägung dieses Einflusses ist
stark druckabhängig und kann im Rechenverlauf die Neigung der Charakteristiken
verändern, welches wiederum numerische Probleme bei der Berechnung bereitet [ZP85].
Gasphasen treten in Form von kleinen Einzelblasen und Bläschenschwärmen bzw. als
Blasenströmung auf (engl. „distributed cavities“). Störungen, z. B. Druckwellen, breiten
sich im System weiterhin mit der Geschwindigkeit der einphasigen Strömung aus und
erfahren beim Durchlaufen des mit Gasblasen beaufschlagten Bereiches eine Dämpfung
ihrer Amplitude, besonders Drucksenkungswellen. Drucksteigerungswellen bilden steilere
Wellenfronten aus [ZP85].
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Nach dem Gesetz der Partialdrücke nach Dalton sind bereits mit dem Beginn des
Entgasungsvorgangs Dampf und Gas in der Blase vorhanden [DN16]. Bei Erreichen
des Siededrucks sind alle Gasbestandteile entlöst und es findet aufgrund des Konzen-
trationsunterschiedes innerhalb der angrenzenden Flüssigkeitsschicht ein langsamer
Diffusionsprozess zur Grenzschicht statt, der das Blasenverhalten jedoch nicht beeinflusst
[Ple49]. Zwischen dem Unterschreiten des Gassättigungsdrucks und dem Beginn des
Ausgasungsvorgangs vergehen in Abhängigkeit des Übersättigungsgrades 1,5 s bis 7 s
(„Inkubationszeit“) [ZP85, HL12, BST04]. Dem entgegen verweisen andere Literaturstel-
len auf ein sofortiges Einsetzen der Desorption auch bei kurzzeitigen Druckunterschrei-
tungen [NSSD18, DN16]. Die Rücklösung der Gase nach Drucksteigerung dauert dagegen
mehrere Minuten und die Gasblasen bewegen sich ab einer Strömungsgeschwindigkeit
von ca. 0,2m/s mit der Flüssigkeit mit [DN16]. Während des Füllvorgangs kann dem
Gas in guter Näherung ein adiabates Verhalten unterstellt werden [HP64, Bre95]. Aus
regelmäßigen Analysen des Heizwassers sind die darin gelösten Elemente den Betreibern
des Fernwärmenetzes bekannt, Stickstoff hat darin den größten Anteil.
In experimentellen Untersuchungen konnten keine Abweichungen vom thermischen
Gleichgewichtszustand festgestellt werden. Thermische Ungleichgewichtszustände wer-
den demnach nur in der Endphase von starken Kondensationsschlägen relevant und
können insbesondere bei thermisch gesteuertem Blasenverhalten vernachlässigt werden
[Bre95, Bre05].
Zweiphasenzonen in Fernwärmesystemen können sich bilden, wenn die Hauptumwälz-
pumpen ausfallen und der sich einstellende systemeigene Druck unterhalb des Sättigungs-
drucks liegt [Bod83]. Dies kann ein kurzzeitiger Zustand sein bis die Druckhaltung (DH)
den höher definierten Ruhedruck im System einstellt. Größere Dampfvolumina können
im Hochpunkt nur entstehen, wenn dem System Wassermasse entnommen wurde oder die
Auskühlung des Wassers zu dessen Kontraktion führt, ohne dass ein Volumenausgleich
durch die DH erfolgt [Bod83, NSSD18]. Weiterhin besteht die Möglichkeit, im Fernwär-
menetz und an langen Transportleitungen gezielt Ausdampfhochpunkte zu installieren,
die bei Störungen als Notdruckhaltung dienen [Cas91, Frö83].
1.2.2 Modelle der Blasendynamik und eindimensionale Modelle
Das erste Kondensationsmodell für kavitierende Strömungen wurde von Lord Rayleigh
(1843-1919) entwickelt. Die nach ihm benannte Rayleigh-Gleichung basiert auf der
Navier-Stokes-Gleichung für inkompressible Fluide und beschreibt die Begrenzung
der Volumenabnahme während der Kondensation durch die Trägheit der umgebenden
Flüssigkeit [Ray17]. Die Rayleigh-Gleichung gilt als Fundamentalgleichung im Gebiet
der Blasendynamik und liefert im Vergleich mit Messdaten brauchbare Ergebnisse für
den Kaltwasserbereich [NSSD18]. Plesset erweitert das Modell um die Einflüsse der
Flüssigkeitsreibung und der Oberflächenspannung zur Rayleigh-Plesset-Gleichung,
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welche wiederum Grundlage für viele Anpassungen und Erweiterungen für Spezialanwen-
dungen ist [Ple49]. Die Rayleigh-Plesset-Gleichung geht von folgenden Annahmen
und Randbedingungen aus:
- Der Dampf wird als kugelförmige Einzelblase betrachtet, die von einer ungestörten
Flüssigkeit unendlicher Ausdehnung umgeben ist.
- Wegen mD  mFl, wird die Masse in der Blase mD vernachlässigt.
- Die Temperaturgrenzschicht zwischen den Phasen ist unendlich dünn.
- Die Blase und die umgebende Flüssigkeit bewegen sich mit gleicher Geschwindigkeit.
- Es erfolgt kein Massetransport über die Grenzfläche.
- Die Differenz zwischen dem Druck in der Blase und dem höheren Umgebungsdruck
induziert die Kondensation bzw. das Zusammenfallen der Dampfblase.
Mit Fernwärme (FW) als speziellem Anwendungsbereich für hohe Fluidtemperaturen
setzen sich nur wenige Veröffentlichungen auseinander. Auf der Grundlage der Rayleigh-
Gleichung definieren Nestke et al. (2018) ein Dämpfungsfaktor , der eine Verzögerung
des Kondensationsvorganges bei hohen Temperaturen beschreibt. Dieses Verhalten
wird anhand einer Versuchsreihe bei Temperaturen zwischen 86 C und 143 C belegt
[NSSD18].
Die Rayleigh-Gleichung und davon abgeleitete Modelle der Blasendynamik nutzt
Caspar (1991) zur Beschreibung kleiner Einzelblasen („mikroskopischer Dampfraum“)
und zur Aufstellung einfach anzuwendender Beziehungen für die zu erwartenden Kon-
densationszeiten und Druckstoßamplituden. Für größere Dampfblasen („makroskopischer
Dampfraum“) werden weitere Formeln auf Basis des Joukowski-Stoß entwickelt und
dabei die Geometrie eines liegenden Zylinders einbezogen. Die wirkende Druckdifferenz
zwischen Blase und Umgebung ist dabei konstant. Der Wärmeübergang wird bei Rech-
nungen mit einem Spezialprogramm nur an der horizontalen Phasengrenze ausgewertet
[Cas91].
Brennen (1995) geht zwar auf thermisch gesteuertes Zusammenfallen einer Dampfblase
ein, bezieht sich dabei jedoch auf das Endstadium des Blasenzusammenfalls mit örtlich
und zeitlich beschränkten extremen Temperaturen und Drücken in der Blase sowie den
dort auftretenden Nicht-Gleichgewichtseffekten. Die Annahme adiabaten Verhaltens der
entlösten Gase stellt eine hinreichend genaue Approximation dar [Bre95, Bre05].
Kraus (1989) und Wein (2001) nutzen ein Differenzialgleichungssystem aus Bilanz- und
Transportgleichungen zur eindimensionalen Beschreibung der Wechselwirkungen beider
Phasen. Beide gehen dabei vom thermischen Nicht-Gleichgewicht zwischen Dampf und
Flüssigkeit aus. Damit werden das Ausdampfen in den Kühlröhren von Druckwasser-
reaktoren und die spontane Entspannungsverdampfung an Querschnittsengstellen (bspw.
Düsen) modelliert [Kra89, Wei01].
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1.2.3 Diskrete Modelle für Rohrnetzberechnungen
Neben der Blasendynamik gibt es verschiedene Ansätze speziell für instationäre, ein-
dimensionale Rohrnetzberechnungen, bei denen sich das Charakteristiken-Verfahren
als Berechnungsmethode durchgesetzt hat. Die Eignung dieses Rechenverfahrens für
Druckstoßberechnungen ist durch zahlreiche experimentelle Untersuchungen abgesi-
chert [Spr86, HL12]. Weiterhin zeigt sich eine gute Übereinstimmung bei verschiedenen
Berechnungsprogrammen untereinander, die sich nur in Details und der verwendeten
Datenbasis unterscheiden [HL12]. Das Charakteristikenverfahren lässt die Bildung von
Dampfräumen in diskreten Gitterpunkten zu, sobald der dort berechnete Druck unter-
halb des Siededruckes liegt. Die Leitungsabschnitte zwischen den Knotenpunkten sind
unabhängig vom Dampfvolumen im Knoten vollständig mit Wasserflüssigkeit gefüllt.
Das Zweiphasenmodell ist hier nulldimensional. Diesen Modellen liegen die folgende
Annahmen zugrunde [BST04]:
- Es liegt eine eindimensionale Strömung vor und die Berechnung erfolgt mit quer-
schnittsgemittelten Werten für Druck, Strömungsgeschwindigkeit, Dichte und
Dampfanteil.
- In der Blase herrscht eine konstante Temperatur und damit auch ein konstanter
Siededruck.
- Die Ausdehnung der Dampfblase ist deutlich kleiner als die Elementarlänge im
Charakteristikenverfahren.
- Der Dampf ist im Berechnungsknoten fixiert.
- Die Masse des Blaseninhaltes bleibt unberücksichtigt.
- Die Grenzschicht zwischen Dampf und Flüssigkeit ist unendlich dünn und hat eine
konstante Temperatur. Ihre Form entspricht dem Rohrleitungsquerschnitt.
- Wärmetransportprozesse zwischen Dampfblase und Flüssigkeit werden nicht be-
rücksichtigt.
Das Modell der „diskreten Dampfkavitation“ (engl. discrete vapor cavity model) ist
eines der verbreitetsten, da es im Programm-Code relativ einfach zu implementieren
ist [HL12, BST04]. Die Weiterentwicklung mit Berücksichtigung des entlösten Gases
ist in der Literatur als Modell der „diskreten Gaskavitation“ (engl. discrete gas cavity
model) bekannt. Für jeden Gitterpunkt gibt es im Charakteristikenverfahren je zwei
Gleichungen für den Druck und die Geschwindigkeit (Volumenstrom). Beim Unterschrei-
ten des Dampfdrucks wird der lokale Druck im Knoten dem Siededruck zur vorliegenden
Temperatur gleichgesetzt. Mit den beiden Gleichungen für die Geschwindigkeit liegen die
Volumenströme von Zufuhr und Abfuhr am Knoten vor und aus der Differenz der beiden
Werte ist zu erkennen, ob die Blase wächst oder schrumpft [WSS93, HL12]. Am Ende
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des Kondensationsvorganges, beim Aufeinanderprallen der Wassersäulen, wird mit der
resultierenden Geschwindigkeit die Druckdifferenz des Joukowski-Stoßes ermittelt. Mit
diesem Modell ist die Vorhersage der Druckamplituden während des Zusammenfallens
zusammenhängender Einzelblasen hinreichend genau möglich [BST04]. Wenn verteilte
Kavitationsblasen im diskreten Gitterpunkt zusammenfallen, werden jedoch zu große
Druckspitzen berechnet [ZP85, HL12, Spr86]. Von den entwickelten Dämpfungsmethoden
hat sich jedoch keine durchgesetzt [BST04, HL12, ZP85].
Die Modelle der diskreten Dampfkavitation bzw. Gaskavitation zielen auf die Beschrei-
bung des trägheitsgesteuerten Wachstums und Zusammenfallens von Dampfblasen ab
und liefern dafür eine hinreichend genaue Übereinstimmung mit den verfügbaren Mess-
daten. Eine Anpassung des Algorithmus speziell für thermisch gesteuerte Vorgänge ist
nur für das Programm „Druckstoss“ bekannt. Darin wird ein höherer Druck in der Blase
angenommen, um die berechnete Bewegung der Wassersäulen zu verlangsamen [Gnü14].
1.2.4 Fazit der Literaturauswertung
Alle ausgewerteten Literaturstellen befassen sich mit der Bildung, dem Verhalten bzw.
dem Zusammenfall von Zweiphasenzonen mit dem Medium Wasser. Die Kenntnis über
das thermisch gesteuerte Verhalten von Dampfblasen liegt vor und ist durch Messreihen
belegt. Einige Aspekte des Dampfblasenverhaltens werden bereits gut abgebildet, wie
die Fixierung der Blasen im Hochpunkt und die Amplituden von Kondensationsschlä-
gen. Dennoch sind die Berechnungsansätze an Vereinfachungen gebunden, welche die
Beschreibung des thermisch gesteuerten Verhaltens zusammenhängender Dampfräume
erschweren und zu Fehlern führen. Dies betrifft besonders die Annahme einer konstanten
Temperatur bzw. eines konstanten Drucks in der Blase. Weder die Blasendynamik, noch
die verfügbaren eindimensionalen Modelle bilden die Hochpunktgeometrie und die dort
herrschenden Flächenverhältnisse richtig ab. Die Kontaktfläche Dampf-Flüssigkeit wird
als Kugeloberfläche in Abhängigkeit des Blasenradius oder als kreisförmiger Strömungs-
querschnitt konstanter Fläche beschrieben. Nur in [Cas91] sind entsprechende Ansätze
für große zusammenhängende Dampfräume und den füllstandsabhängigen Flächeninhalt
der Kontaktfläche der Phasen erkennbar. Die vom Dampf benetzte Rohrwandfläche
wird darin jedoch nicht in die Betrachtung des Wärmeübergangs einbezogen. Das hohe
Schadenspotential von Kondensationsschlägen bedingt die thematische Fokussierung
vieler Literaturstellen auf das trägheitsgesteuerte Zusammenfallen von Dampfblasen
ohne Berücksichtigung des Wärmeübergangs. Eine genaue Analyse der Stoff- und Wär-
metransportvorgänge fehlt bislang.
Für den operativen Umgang mit Dampf in FW-Systemen gibt es Handlungsempfehlungen,
jedoch fehlen praktische Hinweise und Vorgaben dazu, wie schnell die Dampfblasen
kondensiert werden dürfen. Konkret ist die Frage unbeantwortet, bis zu welchen Dampf-
und Zuspeiseparametern die Dampfrückbildung gefahrlos möglich ist.
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1.3 Zielstellung der Arbeit und Vorgehen
Es ist das Ziel dieser Arbeit, ein Modell zu entwickeln, welches die thermisch gesteuerte
Rückbildung zusammenhängender, ruhender Zweiphasenzonen Dampf-Wasserflüssigkeit
im Hochpunkt eines Rohrnetzes beschreibt. Die erforderlichen Teilschritte werden wie
folgt definiert:
- Um festzustellen, ob thermisch oder trägheitsgesteuertes Verhalten vorliegt, ist
eine Prüfung in Abhängigkeit der Blasen- und Anlagenparameter erforderlich. Die
Jakob-Zahl bietet dafür Anhaltspunkte.
- Die mathematische Beschreibung der Rohrgeometrie im Hochpunkt ermöglicht die
Bestimmung der Flächeninhalte der an den Wärmetransportprozessen beteiligten
Kontaktflächen. Es wird auf die Form einer zusammenhängenden Blase, die sich
als Schicht oberhalb der Flüssigkeit ausbildet, und die Abhängigkeit von der
Dampffüllhöhe, eingegangen.
- Die Wärmetransportvorgänge zwischen Dampf und Flüssigkeit sowie zwischen
Dampf und der Rohrwand werden analysiert.
- Anhand von Simulationsrechnungen werden die Wirkungen der Haupteinflusspara-
meter auf das Dampfraumverhalten und die Anlage untersucht.
- Mit den verfügbaren Messdaten aus den Literaturstellen sowie eigenen Versuchen
erfolgt die Validierung des Modells.
- Des Weiteren ist es das Ziel der Arbeit, experimentelle Daten zum Dampfrück-
bildungsverhalten zu generieren und zur Verfügung zu stellen.
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Kapitel 2
Abschätzende Untersuchung zur
Grenze zwischen
trägheitsgesteuerter und thermisch
gesteuerter Kondensation
2.1 Einordnung, Intention und Vorgehensweise
Dieser Abschnitt beinhaltet einen Vorschlag zur Bestimmung einer Grenzgeschwindigkeit
zur Abgrenzung zwischen trägheitsgesteuertem und thermisch gesteuertem Kondensati-
onsverhalten auf Basis der Jakob-Zahl. Im Anfangszustand liegt eine zusammenhängende
Dampfblase im Hochpunkt vor und der beginnende Füllvorgang mit Massezufuhr in
das System (auch Zuspeisung genannt) hat die Absicht, die Blase rückzubilden und
den einphasigen Zustand wieder herzustellen. Unter diesen Voraussetzungen verfolgt die
Untersuchung in diesem Abschnitt drei Ziele:
1. Die Erkenntnisse zur Jakob-Zahl bzgl. des Kondensationsverhaltens von Dampf-
blasen sollen mit den Randbedingungen der Zuspeisung in das System (Masse-
bzw. Volumenstrom) zusammengeführt werden.
2. Die Einhaltung der Gültigkeitsgrenzen bzgl. des angestrebten Kondensationsverhal-
tens sollen während der Simulationsrechnungen anhand der Jakob-Zahl überwacht
werden. Das in Kapitel 3 entwickelte Modell wird speziell für die Abbildung
thermisch gesteuerter Kondensationsvorgänge entwickelt.
3. Es sollen praktische Vorgaben zum zulässigen Volumenstrom der Zuspeisung wäh-
rend der Dampfrückbildung formuliert werden, um den operativen FW-Netzbetrieb
in Störfällen mit Bildung von Zweiphasenzonen zu unterstützen. Dabei ist auf die
Dampf- und Hochpunktparameter einzugehen.
Es wird folgendermaßen vorgegangen: Gemäß der Kontinuitätsgleichung mit der An-
nahme einer inkompressiblen Flüssigkeit bestimmt der Volumenstrom der Zuspeisung
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in das geschlossene System zusammen mit dem Flächeninhalt der Phasengrenzfläche
Dampf-Flüssigkeit die Geschwindigkeit des Flüssigkeitsspiegels. Diese Geschwindigkeit
ist als Faktor in der Definition des Joukowski-Stoßes nach Gl. 2.1 vorhanden, sodass
die Formel nach diesem Term als Zielgröße aufgelöst wird. Mit Hilfe der Jakob-Zahl
wird die zulässige Druckdifferenz zur Sicherstellung thermisch gesteuerten Kondensa-
tionsverhaltens abgeschätzt und ebenfalls in Gl. 2.1 eingesetzt. Die Dichte und die
Schallgeschwindigkeit innerhalb des Gemisches werden als temperaturabhängige Stoff-
werte bestimmt. Als Resultat kann die zulässige Phasengrenzflächengeschwindigkeit
explizit ausgewertet werden. Die Betrachtung der Hochpunktgeometrie liefert abschlie-
ßend über die Kontinuitätsgleichung den zulässigen Volumenstrom der Zuspeisung. Bei
der Überwachung der Jakob-Zahl in den Simulationsrechnungen ist die aktuelle Ge-
schwindigkeit der Phasengrenzfläche bekannt, sodass diese direkt in die Definition des
Joukowski-Stoßes nach Gl. 2.1 eingesetzt werden kann. Die resultierende Druckdifferenz
dient dann zur Berechnung der Jakob-Zahl nach Gl. 2.3.
Die identifizierten Haupteinflussgrößen sind die Temperatur, die Rohrleitungsdimension
und der Anteil der entlösten Gase. Um die beschriebene Vorgehensweise umzusetzen und
die oben genannten Ziele zu erreichen, gehen die folgenden Abschnitte auf die einzelnen
Teilaspekte der Herleitung ein.
2.2 Joukowski-Stoß
Der nach Nikolai E. Joukowski (1847-1921) benannte Joukowski-Stoß nach Gl. 2.1 ist
die theoretisch maximale Druckdifferenz, die sich als Folge der instantanen Abbremsung
einer strömenden Flüssigkeit ausbildet [Jou00].
p =  ac (2.1)
Die zusätzliche Druckerhöhung durch den Einfluss der Rohrreibung („Line Packing“) wird
dabei nicht berücksichtigt. Die Druckdifferenz p in Gl. 2.1 ist maßgeblich von der Ge-
schwindigkeitsänderung der Flüssigkeit c = c1   c0 während des Verzögerungsvorgangs
abhängig. Die Dichte  und die Schallgeschwindigkeit a werden von den Fluidparame-
tern bestimmt, sodass bei Vorgabe einer maximal zulässigen Druckerhöhung p die
dazugehörige Geschwindigkeitsänderung c direkt berechnet werden kann.
Ein Kondensationsschlag ist in Analogie zum Joukowski-Stoß zunächst unabhängig
von Blasenform und -inhalt als Vorgang definiert, bei dem eine Flüssigkeitsmasse durch
das kondensationsinduzierte Auffüllen eines Hohlraumes beschleunigt und anschließend
aufgrund der vorliegenden Raumverhältnisse bis zum Stillstand (Endgeschwindigkeit
c1 = 0) abgebremst wird. Bei strömenden Medien ist die Relativbewegung der Phasen-
grenzfläche gegenüber der Strömungsbewegung im Rohr zu betrachten. In Abhängigkeit
der Hochpunktgeometrie treten an der Grenzfläche zwischen Dampf- und Flüssigkeits-
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phase häufig unmittelbar vor dem Herstellen des einphasigen Mediums die größten
Strömungsgeschwindigkeiten auf.
Die zulässige Phasengrenzflächengeschwindigkeit c0 =  c wird während des Simulati-
onsablaufes in jedem Berechnungsschritt überwacht und mit der aktuell vorliegenden
Geschwindigkeit verglichen. Die vorliegende Hochpunktgeometrie und die Geschwin-
digkeit der Zuspeisung (Masse- bzw. Volumenstrom) sind die Haupteinflussgrößen des
Geschwindigkeitsverlaufes. Der vereinfachte Ansatz mit Annäherung des Phasengrenz-
flächeninhalts über die Rohrquerschnittsflächen liefert nur für vertikale Steig- oder
Fallleitungen exakte Werte. Bei horizontalen oder nur wenig geneigten Rohrleitungen ist
die berechnete Geschwindigkeit höher als der reale Wert und führt dann zu zusätzlich
eingeplanten Sicherheiten.
Bei Zweiphasenzonen (Dampf-Flüssigkeit) wird die Dichte des Gemisches mit Hilfe der
Volumenanteile i bestimmt, siehe Gl. 2.2. Bei Verwendung des spezifischen Volumens
sind die Masseanteile i heranzuziehen.
Gemisch = DD + FlFl bzw:
vGemisch = DvD + FlvFl
(2.2)
Für Zweikomponentengemische (nicht-kondensierbares Gas undWasserflüssigkeit) werden
anstelle der Parameter mit dem Index „D“ in Gl. 2.2 die entsprechenden Werte des Gases
eingesetzt.
2.3 Jakob-Zahl
Die Jakob-Zahl nach Max Jakob (1879–1955, [JL35], Gl. 2.3) ist das Verhältnis der
Unterkühlung der Flüssigkeit zur Verdampfungsenthalpie und charakterisiert als dimen-
sionslose Kennzahl das Siede- und Kondensationsverhalten von Dampfblasen.
Ja =
Fl [h
0(p)  hFl]
Dhv
(2.3)
Es sind drei Wertebereiche der Jakob-Zahl gemäß der unterschiedlichen Kondensations-
formen zu unterscheiden [NM81] :
- Ja  30: thermisch-gesteuerte Kondensation, im Kondensationsverlauf beschränken
Wärmetransportvorgänge die maximal erreichbare Kondensationsgeschwindigkeit
- Ja  100: trägheitsgesteuerte Kondensation, die Trägheit der Flüssigkeit be-
schränkt die Kondensationsgeschwindigkeit, keine Beschränkung des Kondensati-
onsverhaltens durch Wärmetransportvorgänge (große volumenspezifische Flächen,
große Temperaturdifferenzen)
- 30  Ja  100: Übergangsbereich zwischen thermisch gesteuerter und trägheitsge-
steuerter Kondensation
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Abb. 2.1: Die tolerierbare Druckbeaufschlagung einer Dampfblase ist stark von der
Dampftemperatur abhängig. Bei niedrigen Temperaturen wird die Dampfphase schon bei
geringen Druckschwankungen instabil, sodass die Gefahr eines Kondensationsschlages
größer ist. Zwei Beispiele bei 105 C und 55 C sind eingetragen.
Für sichere Betriebsabläufe soll Ja = 30 als zulässige Obergrenze definiert werden. Der
Übergangsbereich 30  Ja  100 verbleibt als zusätzliche Sicherheit gegen Kondensati-
onsschläge.
Die Dampfdichte in Gl. 2.3 ist im Siedezustand zur Flüssigkeitstemperatur zu bilden:
D = 
00 (TFl). Daraus definiert sich die zulässige Druckdifferenz p = p  pS(TFl), wel-
che für konstante Jakob-Zahlen in Abb. 2.1 aufgetragen ist. Mit steigender Flüssigkeits
temperatur erhöht sich die Druckdifferenz p mit der die Dampfblase belastet werden
darf und damit die Stabilität gegenüber prozess- und anlagenbedingten Druckschwan-
kungen und Störungen. In Abb. 2.1 sind Beispiele zu zwei verschiedenen Dampftempera-
turen eingetragen. Existieren Zweiphasenzonen im Vorlauf (VL) eines FW-Systems mit
einer VL-Temperatur von 110 C, dann verbleibt abzüglich einer Abkühlung von 5K
während des Transports zum Netzende ein Sicherheitsbereich von p = 0; 57bar ge-
gen Druckschwankungen. Tritt die Dampfbildung dagegen im RL des FW-Systems
bei einer angenommenen RL-Temperatur von 55 C auf, dann reduziert sich dieser
Sicherheitsbereich auf nur p = 0; 014 bar und liegt damit in der Größenordnung
lokaler, nicht-überwachter Regel- und Ausgleichsvorgänge. Die Bildung von Dampfpha-
sen im Rücklauf (RL) mit #RL  80 C und p  0; 1 bar sollte wegen der daraus
resultierenden Gefährdungen bei der anschließenden Kondensation vermieden werden.
Die temperaturabhängigen Druckdifferenzen in Abb. 2.1 werden zur Bestimmung der
zulässigen Phasengrenzflächengeschwindigkeit c0 nach Gl. 2.1 herangezogen.
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Abb. 2.2: Analog zur tolerierbaren Druckdifferenz steigt auch der zulässige Temperatur-
unterschied zwischen dem Dampf und der Flüssigkeitsschicht mit der Medientemperatur.
Aus den Überlegungen zur Jakob-Zahl lassen sich ebenfalls die tolerierbaren Tempera-
turdifferenzen T  an der Phasengrenze ableiten, siehe Abb. 2.2. Daraus wird ersichtlich,
in welchem Maße von der Forderung nach adiabaten Bilanzgrenzen gefahrlos abgewichen
werden darf.
2.4 Schallgeschwindigkeit
Als Kenngröße des vorliegenden Fluides ist die Schallgeschwindigkeit ein maßgeblicher
Einflussfaktor auf die berechnete Grenzflächengeschwindigkeit nach Gl. 2.1. In verschie-
denen Literaturstellen sind die grundlegenden Berechnungsansätze für Zweiphasenzo-
nen und Zweikomponentengemische aufgeführt, sodass im Folgenden nur auf relevante
Ergebnisse der Herleitungen eingegangen wird [NSSD18, DN16, Ras86, WSS93]. Zur
Nachvollziehbarkeit des Rechenweges werden in Anhang A die zugrundeliegenden Formeln
und Zusammenhänge hergeleitet und näher analysiert.
Wie Abb. 2.3 zeigt, fällt die Schallgeschwindigkeit im Zweiphasengemisch bereits bei sehr
geringen Volumenanteilen an Dampf stark ab. Generell ist festzustellen, dass, ausgehend
von einem einphasigen Medium, sehr kleine Volumenanteile der jeweils anderen Phase
die Schallgeschwindigkeit innerhalb des nun vorliegenden Gemisches bedeutend abfallen
lassen. Aus Analysen des Fernwärmewassers ist die Konzentration der gelösten Gase 
(auch als Gasgehalt bezeichnet), hier angegeben in lG=m3, und deren Zusammensetzung
bekannt. Der Hauptbestandteil ist in Fernwärmesystemen meist molekularer Stickstoff
( = 1; 4). Bei der Unterschreitung des Sättigungsdrucks entlöst sich das Gas aus der
Flüssigkeit. Nach dem Dalton-Gesetz der Partialdrücke kommt es in diesem Prozess
gleichzeitig zur Dampfbildung oberhalb des Siededrucks [DN16].
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Abb. 2.3: Bereits geringe Volumen- bzw. Masseanteile der dampfförmigen Phase sorgen
für ein starkes Abfallen der lokalen Druckwellenfortpflanzungsgeschwindigkeit.
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Abb. 2.4: Die Schallgeschwindigkeit des Gemisches sinkt stark ab, sobald das anfangs
gelöste Gas aus der Flüssigkeit mit dem angegebenen Gasgehalt austritt und als eigene
Komponente vorliegt.
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Bedingt durch die Diffusion innerhalb der Flüssigkeit erfolgt die Rücklösung des Gases
langsam. Die Druckstöße, welche sich bei Kondensationsschlägen ausbilden, entstehen
während der Abbremsung der Flüssigkeitssäule. Es wird angenommen, dass in diesem
Moment die Dampfmasse bereits vollständig kondensiert ist und demnach ein Zwei-
komponentengemisch vorliegt, bestehend aus Wasserflüssigkeit und entlöstem Gas. Die
Schallgeschwindigkeit des Gemisches Stickstoff-Flüssigkeit ist in Abb. 2.4 in Abhängigkeit
der Temperatur und der Gaskonzentration  dargestellt. Mit steigender Temperatur
nimmt der Einfluss des Gases ab. Der Abfall der Schallgeschwindigkeiten bei geringen
Anteilen gasförmigen Mediums tritt analog zum beobachteten Effekt bei Zweiphasenge-
mischen in Abb. 2.3 auf.
Mit den nun bekannten Parametern der Zweiphasenzone:
- Dichte des Gemisches Gas-Flüssigkeit nach Gl. 2.2
- Schallgeschwindigkeit des Gemisches Gas-Flüsigkeit nach Abb. 2.4
- zulässige Druckdifferenz nach Abb. 2.1
können nun in Abb. 2.5 Aussagen zur zulässigen Phasengrenzflächengeschwindigkeit c0
und deren Temperaturabhängigkeit getroffen werden. Als direkte Folge der Tendenzen
in Abb. 2.4 steigt c0 mit zunehmenden Gasgehalten. Bei niedrigen Temperaturen ist der
Sprung zwischen einphasiger Wasserflüssigkeit und geringen Mengen entlösten Gases be-
sonders groß. Den berechneten Kurven in Abb. 2.5 liegt die zulässige Druckdifferenz p
nach Abb. 2.1 und Ja = 30 zugrunde.
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Abb. 2.5: Mit zunehmendem Gasgehalt und steigenden Temperaturen steigt auch die
zulässige Geschwindigkeit der Phasengrenze. Die Berechnungen gelten für Ja = 30.
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2.5 Kritische Punkte innerhalb der Hochpunktgeometrie
Die aktuelle Geschwindigkeit der Phasengrenzfläche kann im praktischen Anlagenprozess
während der Zuspeisung in das System nur schwierig erfasst werden, da sie von der
Hochpunktgeometrie abhängig ist. Somit bleibt der Vergleich mit c0 meist Versuchen
und Simulationen vorbehalten. Mit vorhandenen Volumen- bzw. Massestrommessungen
ist es dagegen möglich, die Zuspeisung zu quantifizieren. Das Ziel ist es demnach,
aus der oben bestimmten Phasengrenzflächengeschwindigkeit c0 die obere Grenze des
Zuspeisevolumenstroms _V Zu abzuleiten.
ℎ/𝐷𝑖 = 0,01
𝑅𝐵
𝐷𝑖
Am oberen 
Rohrscheitelpunkt
In der Steig- bzw.
Fallleitung
Abb. 2.6: An den beiden markierten Füllständen tritt bei konstanter Zuspeisung
aufgrund der kleinsten Kontaktflächen die größte Geschwindigkeit des Dampf-Flüssigkeit-
Spiegels auf.
Innerhalb der Rohrgeometrie im Hochpunkt gibt es zwei neuralgische Punkte, bei denen
die Dampf-Flüssigkeit-Kontaktfläche ein Minimum aufweist und gemäß der Kontinui-
tätsgleichung bei Vorgabe eines konstanten Zuspeisevolumenstroms an diesen Stellen die
maximalen Phasengrenzflächengeschwindigkeiten auftreten, siehe Abb. 2.6:
- unmittelbar unterhalb des oberen Rohrleitungsscheitelpunktes
- in der Steig- und Fallleitung
Der obere Rohrscheitelpunkt stellt eine Unstetigkeitsstelle dar (AS = 0), deshalb wird
als Vergleichswert eine Dampffüllhöhe von 1 % des Rohrinnendurchmessers angenommen.
Die dazugehörige Kontaktfläche ist maßgeblich von der gestreckten Rohrleitungslänge
des Hochpunktes abhängig. Das Volumen der Dampfphase ist hier gering, sodass bei
schlagartiger Kondensation auch das Beschleunigungspotential der Wassersäule und das
damit verbundene Schadenspotenzial gering sind.
Bei fortschreitender Dampfbildung breitet sich die Blase in die zu- und abführenden
Leitungen des Hochpunktes aus. Das Kontaktflächenminimum entspricht dann der
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Abb. 2.7: Zulässiger Volumenstrom für Hochpunktgeometrien verschiedener Nennweiten
und Temperaturen
Innenquerschnittsfläche der Rohrleitung. Bei der schlagartigen Kondensation hat die
Wassersäule hier das Potential, sehr stark beschleunigt zu werden, sodass von den
sich daraus entwickelnden Drücken und Kräften eine große Gefährdung ausgeht. Folg-
lich wird dieser Füllstand als der kritische identifiziert und AS = =4D2i als kritische
Phasengrenzflächengröße definiert. Mit dieser Festlegung lassen sich mit Hilfe der Kon-
tinuitätsgleichung aus den Grenzflächengeschwindigkeiten in Abb. 2.5 die zulässigen
Volumenströme der Zuspeisung ableiten, die für ausgewählte Temperaturen und Nennwei-
ten in Abb. 2.7 dargestellt sind. Weitere Kurven dazu sind in Anhang B aufgeführt. Mit
den Parametern an der Stelle der Zuspeisung errechnet sich der zulässige Massestrom.
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Kapitel 3
Modellierung des
Dampfrückbildungsverhaltens
3.1 Energetische Bilanzierung
Die hier beschriebene Modellierung umfasst die energetische Bilanzierung des Konden-
sationsvorgangs und soll die Haupteinflussgrößen herausarbeiten. Als Medium wird
ausschließlich Wasser betrachtet, dessen Stoffwerte auf der IAPWS-IF-97 Formulierung
des Stoffdatenprogramms „FluidEXL“ basieren [KSJ+08]. Geeignete Näherungsgleichun-
gen für Stoffdaten sind u. a. in [Glü91] nachzuschlagen.
In dem hier skizzierten Berechnungsablauf wird der Kondensationsvorgang als Abfolge
quasistationärer Teilprozesse aufgefasst und in diskreten Zeitschritten ausgewertet.
Im Anfangszustand (Index „0“) befinden sich die Dampf- und die Flüssigkeitsphase
in Ruhe und weisen identische Werte für den Druck p = p0 und die Temperatur
# = #0 = #S(p0) auf. Mit dem Ziel der Dampfblasenrückbildung wird das System durch
die Zufuhr von Masse aus dem Gleichgewichtszustand ausgelenkt. Im Folgenden wird
davon ausgegangen, dass diese Zuspeisung mit der Druckhaltung (Index „DH“) erfolgt,
aber auch ein beliebiges anderes System mit ausreichend großer Volumenvorlage ist dazu
geeignet. Bei Vernachlässigung der Kompressibilität des Rohrleitungssystems und der
Flüssigkeit gilt _VDH = (V0   V1)= .
Das Kontrollvolumen wird derart definiert, dass es im Ausgangszustand die Dampfphase
umschließt und während der Zustandsänderung „0“!„1“ die betrachtete Gesamtmasse
im Bilanzraum konstant bleibt (dm = 0). Mit dem Dampfmasseanteil x ergibt sich der
Anteil der kondensierte Masse 1   x. In Abb. 3.1 sind weiterhin die Kenngrößen des
nichtstoffgebundenen Energietransportes über die Bilanzgrenze W01 und Q01 gekenn-
zeichnet. In den folgenden Berechnungsschritten bis zur vollständigen Kondensation
bleibt die Gesamtmasse konstant, m = m0. Der Dampf und die Flüssigkeitsgrenzschicht
befinden sich stets im thermischen Gleichgewicht und weisen die gleiche Temperatur auf.
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Abb. 3.1: Die Gesamtmasse zum Beginn der Simulation bleibt in jedem Berechnungs-
schritt bis zur vollständigen Kondensation konstant. Die Zweiphasenzone aus Dampf
und Kondensat weist immer eine einheitliche Temperatur auf.
Das Volumen und das spez. Volumen im Endzustand „1“ sind bei vorgegebener Volu-
menänderung V bekannt, siehe Gl. 3.1.
V1 = V0 + V ! v1 = V1
m
(3.1)
Die Energiebilanz des Systems in differenzieller Form ohne Berücksichtigung der inneren
Reibungsverluste (technische Arbeit = Volumenänderungsarbeit) zeigt Gl. 3.2.
dU = W01 + Q01 = WV;01 + Q01 =  pdV + Q01 (3.2)
Für die Beschreibung der Zustandsänderung und die nachfolgende Anwendung der
Stoffwertumkehrfunktionen ist die Nutzung spezifischer Größen gemäß Gl. 3.3 praktikabel.
du = w01 +
Q01
m
=  pdv + q01 (3.3)
Mit v1 nach Gl. 3.1 als bekannte Größe und p1;Start als geeigneten Startwert kann die
Differentialgleichung 3.3 in diskreten Zeitpunkten iterativ gelöst werden. Für kleine
Schrittweiten ist Gl. 3.4 eine ausreichend genaue Näherung zur Bestimmung der spez. Vo-
lumenänderungsarbeit und ermöglicht durch die Nutzung der Umkehrstoffwertfunktionen
p = f(v; u) sowie # = f(v; u) die Definition des Endzustandes „1“.
w01 =  p1;Start + p0
2
dv (3.4)
Die iterative Berechnung endet mit Erreichen der Genauigkeitskriterien j#i+1   #ij < e#
und jpi+1   pij < ep. In den folgenden Berechnungen wird stets mit einer Genauigkeits-
grenze von e#  5  10 4 K bzw. ep = 10 4 bar gearbeitet.
Das Fluid liegt im Endzustand „1“ in Abhängigkeit der Eingangsparameter als Nassdampf,
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siedende Flüssigkeit, trocken-gesättigter Dampf oder überhitzter Dampf vor. Im Zwei-
phasengebiet lässt sich der Anteil der Kondensatmasse 1  x über die Gl. 3.5 ermitteln.
x =
v   v0(#i+1)
v00(#i+1)  v0(#i+1) =
u  u0(#i+1)
u00(#i+1)  u0(#i+1) (3.5)
3.2 Wärmetransport
Das Gesamtsystem verhält sich annähernd adiabat, d. h. die Wärmeverluste an die Umge-
bung werden nicht berücksichtigt, da die auftretenden Wärmeströme bei praxisüblichen
Dämmschichtdicken sehr viel kleiner sind als der Wärmetransport innerhalb des Systems.
Weiterhin ist diese Annahme in Analogie zu den in der Praxis auftretenden Verhältnissen
gerechtfertigt, da bei der Bildung einer Zweiphasenzone im FW-Netz der entsprechende
Netzabschnitt bereits für einen längeren Zeitraum mit einer annähernd konstanten
Temperatur beaufschlagt ist. Im Dämmmaterial und im Boden (bei erdverlegten Rohren)
liegt demnach ein ausgebildetes stationäres Temperaturfeld vor. Gleichzeitig sind die
zeitlichen Temperaturgradienten, die von der Erzeugeranlage aufgeprägt werden, gering
(vorausgesetzt, dass diese nicht ausfällt). Kondensationsvorgänge in nicht-adiabaten
Systemen mit großen Temperaturunterschieden sind generell zu vermeiden, da die Wär-
meabgabe an die Umgebung (bspw. ungedämmte Rohre) oder ein anderes System (bspw.
Wärmeübertrager) das Rückbildungsverhalten dominieren können (trägheitsgesteuer-
te Kondensation) und das damit verbundene Schadenspotential erheblich höher ist
[NSSD18]. Die Verhältnisse beim Wärmetransport in einer horizontalen Rohrleitung
(Hochpunkt) mit vorhandenen Ausdampfungen zeigt Abb. 3.2.
Kondensatschicht
Dampf
Flüssigkeit
Kondensatfilmschicht
ሶ𝑄𝑊𝐿
ሶ𝑄𝑅𝑜ℎ𝑟
Ideale Dämmung
Abb. 3.2: Schematische Darstellung der Verhältnisse beim Wärmetransport
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Der Gesamtwärmeverlust Q01 setzt sich nach Abb. 3.2 und Gl. 3.6 aus folgenden Anteilen
zusammen:
- Wärmeabgabe an die dampfbenetzte Rohrwand QRohr
- Wärmeleitung in der Flüssigkeitsschicht QWL
- Aufheizung des im Dampfraum verteilten Stickstoffs QG (nicht in Abb. 3.2 darge-
stellt)
- bei überhitztem Dampf: Verdampfen von Flüssigkeitsmasse und Erhitzen auf #D
(nicht in Abb. 3.2 dargestellt)
Q01 = QRohr +QWL +QG +QV erd (3.6)
3.2.1 Wärmeabgabe an die Rohrwand
Das Wandmaterial als Bilanzgrenze weist im stationären Anfangszustand die Tempera-
tur #0 auf. Es werden zwei unterschiedliche Ansätze untersucht: der Wärmeübergang bei
der Filmkondensation (Gl. 3.7) und die Aufheizung des benetzten Rohrwandmaterials
(Gl. 3.8).
Bei der Erwärmung des Dampfes schlägt sich ein Kondensatfilm an der kühleren Begren-
zungsfläche nieder und läuft schwerkraftgetrieben an der Rohrwand ab. Die Nußeltsche
Wasserhauttheorie nach Wilhelm Nußelt (1882-1957, [Nus16]) beschreibt die Verhältnisse
beim auftretenden Wärmeübergang QFilm mit der Potentialdifferenz #D   #0, sie liegt
allerdings nur für die Geometrie von Platten vor. Basierend auf den weiterführenden
Überlegungen zur Übertragung der Wasserhauttheorie auf ruhende Dämpfe in waage-
rechten Rohren in Anhang C wird ein Wärmeübergangskoeffizient zwischen Dampf und
Rohrwand von Film  6000 W=(m2K) angenommen. In [Cha60] ist ein Vergleichswert
für schräg verlaufende Platten von Film  4000 W=(m2K) angegeben. Die in einem
Zeitschritt abgegebene Wärme berechnet sich nach Gl. 3.7.
QFilm = FilmAM(#D   #Wand) (3.7)
Gleichzeitig ist zu beachten, dass sich das Rohrwandmaterial, bei FW-Netzen i. d. R.
Kunststoffmantelrohr (KMR) mit Innenrohr aus Stahl (z. B. P235GH), aufgrund des
sehr guten Wärmeübergangs und der gegenüber Wasserflüssigkeit und -dampf geringeren
Wärmekapazität von cStahl = 0; 477 kJ=(kgK) sehr schnell erwärmt und die Temperatur
#Wand = #D annimmt, sodass keine Potentialdifferenz für die weitere Wärmeübertragung
mehr vorhanden ist.
QWand = VWandStahlcStahl(#D   #Wand) (3.8)
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Die Dichte des Stahls wird auf Stahl = 7850 kg=m3 festgelegt [Thy06]. Mit Hilfe der
dampfbenetzten Rohrmantelfläche AM (Zuordnungstabellen VD ! AM) kann das rele-
vante Teilvolumen des Stahlrohres VWand nach Gl. 3.9 bestimmt werden.
VWand = AM(h)sWand

1 +
sWand
Di

(3.9)
Temperaturabhängige Anhaltswerte der spez. Wärmekapazität von Stählen sind in
Form von Näherungsformeln verfügbar und in Anhang D im Bereich 20 C  #  200 C
grafisch dargestellt [DIN05]. Die geringen Anstiege cStahl(200 C)=cStahl(20 C) für nied-
riglegierte bzw. hochlegierte Stähle betragen demnach 1,20 bzw. 1,09, sodass die Näherung
mit dem oben angegebenen konstanten Wert geeignet ist.
Im Berechnungsmodell werden QWand und QFilm miteinander verglichen. In der Ener-
giebilanz nimmt QRohr den jeweils kleineren und damit limitierenden Wert an. Für
Zeitschrittweiten   4 s gilt i. d. R. QFilm < QWand. Das Rohrwandmaterial wird da-
mit nicht vollständig auf #D durchgewärmt, sondern nur an der Innenseite des Rohres liegt
die Dampftempertur an. Die Berechnung des Wärmeüberganges in den nachfolgenden
Zeitschritten erfolgt daraufhin mit der richtigen Temperaturdifferenz. Die unvollständige
Aufwärmung der Rohrwand bleibt im weiteren Berechnungsablauf unberücksichtigt.
3.2.2 Instationäre Wärmeleitung in der Flüssigkeitsgrenzschicht
Abweichend von den vorangegangenen Kapiteln wird in diesem Abschnitt mit x die
Ortskoordinate in Richtung der Flüssigkeitsgrenzschichtdicke WL bezeichnet.
Die innerhalb der Zeitspanne  aus der Dampfblase abgeleitete Wärme QWL wird
aus der Energiedifferenz zwischen der Anfangs- und Endtemperaturverteilung in der
Flüssigkeitsgrenzschicht bestimmt, Gl. 3.10.
QWL =
lZ
0
A(h)Flc[#(x)  #0(x)]dx (3.10)
Die Abb. 3.3 zeigt die Temperaturschichtung innerhalb der Flüssigkeit im Rohr. Von
dieser Wärmeleitungszone wird angenommen, dass sie bei der Bewegung der Phasen-
grenzfläche ungestört erhalten bleibt. Für die Untersuchung der Wärmeleitung soll das
Modell der „einseitig unendlich ausgedehnten Platte“ herangezogen werden, da es den
Temperaturverlauf in guter Näherung beschreibt.
Gemäß der Zusammenstellung verschiedener Quellen mit Angaben zum Wärmeüber-
gangskoeffizienten D;Fl zwischen den Phasen sind Werte zwischen 104 W=(m2K) und
105 W=(m2K) zu erwarten [NM81]. Folglich ist die Annahme identischer Temperaturen
auf beiden Seiten der Grenzfläche gerechtfertigt. Die Verhältnisse bei der Wärmeleitung
in der Flüssigkeit begrenzen somit die abführbare Wärme.
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Dampf bei 𝜗𝐷
Flüssigkeit bei 𝜗𝐹𝑙 = 𝜗0
Flüssigkeits-
grenzschicht
𝛿𝑊𝐿𝑄𝑊𝐿
𝜗(𝑥)
𝜗𝐹𝑙
𝑥
𝜗𝐷
Abb. 3.3: Schematische Darstellung der Verhältnisse bei der instationären Wärmeleitung
in der Flüssigkeitsgrenzschicht
In unmittelbarer Nähe zur Rohrwand wird die Wärmeleitung in der Flüssigkeitsphase
durch die bessere Wärmeleitfähigkeit des Stahlrohres beeinflusst. Das Rohrwandmaterial
stellt demnach eine Wärmebrücke dar. In Anhang E sind ein möglicher Berechnungsansatz
und die damit verbundenen Ungenauigkeiten näher beschrieben. Da es schwierig ist,
diesen Effekt zu quantifizieren, bleibt er in den Simulationsrechnungen unberücksichtigt.
Die Berechnungsansätze zur instationären Wärmeleitung der angegebenen Literatur-
stelle basieren auf einer speziellen Lösung der Fourierschen Differentialgleichung des
Temperaturfeldes gemäß Gl. 3.11 [DFHK13, Goc02].
@#
@
= a div grad#+
~_q
cp
(3.11)
Mit den folgenden Annahmen vereinfacht sich die partielle Differentialgl. 3.11 zu Gl. 3.12:
- eindimensionale Wärmeleitung in x-Richtung
- keine inneren Wärmequellen und -senken
- konstante Stoffwerte
- konstante Randbedingungen
- konstante Anfangstemperatur im Körper mit @#=@xj=0 = 0
@#
@
= a
@2#
@x2
bzw: c
@#
@
  @
2#
@x2
= 0 (3.12)
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Die Reduzierung der Ausbreitungsrichtung der Temperaturfront auf eine Dimension ist
im Sinne der angestrebten Modellierung und mit den bereits getroffenen Annahmen
(Modell der einseitig unendlich ausgedehnten Platte) konsistent.
An das Berechnungsverfahren werden folgende Anforderungen definiert:
1. Zu Beginn der Berechnung liegt zum Zeitpunkt  = 0 eine homogene Tempe-
raturverteilung innerhalb der Flüssigkeit vor. Die in diskreten Zeitschritten 
durchgeführte Simulation bedingt, dass ab dem zweiten Berechnungsschritt eine
inhomogene Anfangstemperaturverteilung angesetzt werden muss.
2. Im Verlauf der Simulation mit Verdichtung des Blaseninhaltes steigt die Temperatur
in der Dampfphase #D und folglich auch die Phasengrenzflächentemperatur an.
Diese Änderung soll berücksichtigt werden und erfordert daher eine zeitabhängige
Formulierung der Randbedingung 1. Art.
Die analytischen Berechnungsansätze basieren auf der Lösung der Fourierschen Diffe-
rentialgleichung der Wärmeleitung, Gl. 3.11, mit Hilfe eines speziellen Ansatzes unter
Verwendung der Gaußschen Fehlerfunktion [DFHK13]. Es lassen sich damit Sprünge
der Wandtemperatur bei homogener Anfangstemperatur beschreiben. Allerdings können
diese Formeln die Forderungen nach einer variablen Wandtemperatur und einer vorgege-
benen Anfangstemperaturverteilung nicht erfüllen, sodass Ansätze mit Fourier-Reihen
und die numerische Berechnung als mögliche Verfahren identifiziert werden.
Aufbauend auf den Lösungsansätzen mit Fourierreihen in [Goc02] werden Anpassungen
an das Berechnungsverfahren entwickelt, welche einen linearen Anstieg der Grenzflächen-
temperatur als Randbedingung berücksichtigen. Die Anfangstemperaturverteilung im
Definitionsgebiet wird ebenfalls über eine Fourier-Reihe vorgegeben. Die Herleitung des
Berechnungsverfahrens ist in Anhang F beschrieben.
Die Besonderheit dieses Ansatzes liegt darin, dass die analytische Lösungsfunktion im
gesamten Definitionsgebiet stetig ist. Für den in dieser Arbeit entwickelten Simulations-
algorithmus ergibt sich daraus jedoch nicht direkt ein Vorteil. Um eine ausreichende
Genauigkeit des Rechenverfahrens sicherzustellen, ist eine große Anzahl an Fourier-
Koeffizienten notwendig und der maschinelle Rechenaufwand damit erheblich. Weiterhin
neigt das Verfahren aufgrund der Unstetigkeitsstelle bei x = 0, d. h. direkt an der
Phasengrenzfläche, zu nicht plausiblen Schwingungen im Temperaturverlauf, die sich
nicht durch eine größere Anzahl an Fourier-Koeffizienten korrigieren lassen.
Aus diesen Gründen wird im Simulationsalgorithmus die instationäre Wärmeleitung mit
Hilfe eines numerischen Modells umgesetzt.
Numerisches Modell
Die numerische Modellierung der Wärmeleitung in der Flüssigkeit bietet den Vorteil,
dass die Fouriersche Differentialgleichung der Wärmeleitung in Gl. 3.12 nicht gelöst
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werden muss, sondern durch den Übergang vom Differential zur Differenz an die Stelle
der Ableitungsterme Differenzengleichungen treten. Entsprechende Näherungen für die
Ableitungen nach Zeit, Gl. 3.13, und Ort, Gl. 3.14, können mit Hilfe des Newtonschen
Polynominterpolationsalgorithmus und dem Schema der Dividierten Differenzen gewon-
nen werden [BSMM08, MW06]. Die hoch- bzw. tiefgestellten Indizes bezeichnen die
Position innerhalb des diskreten Zeit-Ort-Rechengitters.
@#
@
=
# 2hx   4# hx + 3#x
h
(3.13)
@2#
@x2
=
#x x   2#x + #x+x
x2
(3.14)
In Gl. 3.13 werden die Ergebnisse der beiden vorangegangenen Berechnungsschritte  h
und    2h genutzt, um eine Genauigkeit 2. Ordnung der Approximationsgleichung
sicherzustellen. Dadurch muss der unbekannte Wert #+x nicht in die Berechnung
einbezogen werden und es entfällt damit eine zusätzliche Iterationsebene bei gleichblei-
bender Genauigkeitsordnung. Die Genauigkeit der Näherung der Ortsableitung entspricht
ebenfalls der Ordnung 2. Die gewählte numerische Berechnungsmethode zählt zu den
Einschrittverfahren.
Die Größen h und x sind Kenngrößen des diskreten Rechengitters und beschreiben
die Schrittweiten in Zeit- und Ortsdimension. Die Zeitschrittweite bei der Berechnung
der instationären Wärmeleitung h stimmt nicht mit der zeitlichen Diskretisierung im
Simulationsmodell  überein. Die iterativ behandelte Energiebilanz liefert eine neue
Temperatur des Dampfes #D, welche identisch an der Phasengrenzfläche vorliegt. Die
Temperaturdifferenz zum Anfangszustand des Rechenschritts soll jedoch nicht direkt als
Temperatursprung aufgeprägt werden. Stattdessen definiert die Funktion g() die lineare
Temperaturänderung an der Grenzfläche zwischen den Zeitpunkten  und  +  . In
jedem Zeitschritt  erfolgt eine Berechnung der instationären Wärmeleitung in zehn
Teilschritten mit h = =10 und linearer Änderung der Grenzflächentemperatur.
Der Punkt #x im Raum-Zeit-Gitter in den Gl. 3.13 und Gl. 3.14 ist die zu berech-
nende Größe. Im Zeitschritt h ist die aktuelle Temperaturverteilung noch unbekannt,
sodass für jeden Punkt in der x-Dimension zwei weitere unbekannte Temperaturen
der Nachbarsegmente referenziert werden und sich somit ein lineares Gleichungssystem
ergibt.
An den Rändern der Koeffizienten-Matrix sind folgende Randbedingungen definiert:
- vorgegebene Anfangstemperaturverteilung: #(x; 0) = #0(x) =  (x)
- lineare Änderung der Phasengrenzflächentemperatur: #(0; ) = g() = #0 + # 
- ungestörte Anfangstemperatur in großer Entfernung zur Grenzfläche:
#(l; ) = #Fl
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Nach verschiedenen Proben des Wärmeleitungsalgorithmus werden in den Simulations-
rechnungen folgende Parameter der örtlichen Diskretisierung festgelegt:
l = 0;15 m
x = 0;0015 m
Die Lösung des Gleichungssystems erfolgt durch die Berechnung der inversen Koeffizienten-
Matrix.
Nach dem Finden eines validen Endzustandes durch das unten beschriebene Iterati-
onsverfahren wird der berechnete Temperaturverlauf in der Flüssigkeitsschicht #(x) in
der Funktion  (x) gespeichert, der als Anfangstemperaturverteilung im nachfolgenden
Berechnungsschritt dient.
Die durch Wärmeleitung von der Phasengrenzfläche abgegebene und damit der Dampf-
blase entzogene Wärme QWL nach Gl. 3.10 wird bei der numerischen Berechnung als
Summenformel nach Gl. 3.15 ausgewertet.
QWL 
NX
n=0
A(h)xFlc[#(x)  #0(x)] (3.15)
Für #(x) und #0(x) werden die arithmetischen Mitteltemperaturen des Teilvolumens
A(h)x eingesetzt. Die Stoffwerte Fl und c werden bei der Bezugstemperatur
[#(x = 0;  + ) + #Fl]=2 gebildet.
Ein Nachteil der beschriebenen Methodik der numerischen Behandlung der instationären
Wärmeleitung in der Flüssigkeit ist der hohe Berechnungsaufwand, insbesondere bei der
Bildung der inversen Koeffizientenmatrix. Er ist ähnlich hoch wie beim Lösungsansatz
mit Fourier-Reihen in Anhang F.
Wie bereits oben erläutert, tritt im Bereich der Rohrwand durch den Wärmebrückeneffekt
ein zusätzlicher Wärmestrom auf, welcher nicht berücksichtigt wird. Weiterhin wird durch
das Modell der „einseitig unendlich ausgedehnten Platte“ vorausgesetzt, dass die Flüs-
sigkeit nahe der Grenzschicht in Ruhe verbleibt, auch wenn sich der Flüssigkeitsspiegel
verschiebt und sich folglich auch der Flächeninhalt der Kontaktfläche Dampf-Flüssigkeit
ändert. Die Verbesserung der Wärmeleitung infolge der Durchmischung wird ebenfalls
nicht im Modell erfasst.
Ergebnisse einer Beispielrechnung
Aus der Simulation in Abschnitt 4.1 und Abb. 4.1 (Referenzfall, 110 C) sind die
Temperaturverläufe in der Flüssigkeitsgrenzschicht zu verschiedenen Zeitpunkten in
Abb. 3.4 aufgeführt.
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Abb. 3.4: Ausgehend von einer homogenen Temperaturverteilung in der Flüssigkeits-
schicht mit #Fl = #D( = 0) bilden sich mit dem Ansteigen der Grenzschichttemperatur
zeitabhängige Profile aus.
3.2.3 Wärmeabgabe an den Stickstoff im Dampfraum
Der während der Dampfbildungsphase aus dem Fernwärmewasser entlöste Stickstoff
weist im Prozessablauf stets die gleiche Temperatur wie der Dampf auf. Er ist jedoch
bis auf den Wärmeverlust QG nach Gl. 3.16 nicht in der Modellierung enthalten.
QG = mGcp;N2#D (3.16)
Nach dem Dalton-Gesetz der Partialdrücke (nach John Dalton, 1766-1844) ist der
Druck im Dampfraum als Summe der Drücke der Einzelkomponenten auszuwerten.
Aufgrund des geringen Masseanteils des Gases wird es jedoch nicht berücksichtigt. Für
den entlösten Stickstoff wird perfektes Gasverhalten mit der spez. Wärmekapazität nach
Gl. 3.17 angenommen.
cp;N2 =

  1RG (3.17)
Die Wärmeabgabe erfolgt instantan und damit zeitunabhängig. In Fernwärmesystemen
bei in der Praxis üblichen Gasgehalten ist der relative Anteil der Wärmeabgabe an das
Gas im Dampfraum  1%.
3.2.4 Wärmetransport bei der Rückverdampfung von Flüssigkeit und
der Überhitzung der Dampfmasse
In Abschnitt 4.2 werden die Randbedingungen untersucht, bei denen eine Überhitzung
des Dampfes im Verlauf auftreten kann. Die bisherige Modellierung des Wärmetransports
nimmt an, dass der Wärmeübergang zwischen der flüssigen und der dampfförmigen
Phase sehr gut ist und identische Temperaturen beiderseitig der Grenzschicht angenom-
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men werden dürfen. Mit der Überhitzung des Dampfes liegen jedoch zwei verschiedene
Temperaturen an, welche bei Voraussetzung identischer Werte zu thermischen Ungleich-
gewichtszuständen führen. Wird bspw. die Dampftemperatur #D in Abb. 3.5 für die
Flüssigkeitsschicht angenommen, ist die angrenzende Flüssigkeit ebenfalls überhitzt und
ihr Aggregatzustand instabil.
Überhitzter Dampf mit 𝜗𝐷
Grenzschicht mit 𝛿𝐺𝑆 → 0 und 𝛼𝐺𝑆
Flüssigkeitsschicht mit 𝜗𝑆 𝑝
𝑄𝑉𝑒𝑟𝑑
Abb. 3.5: Zwischen dem überhitzen Dampf und der Flüssigkeit im Siedezustand befindet
sich eine Grenzschicht. Der überhitzte Blaseninhalt weist eine homogene Temperaturver-
teilung auf. Die Potentialdifferenz #D   #S(p) und der Wärmeübergangskoeffizient GS
charakterisieren die Verhältnisse bei der Rückverdampfung.
Die Verdampfung von Flüssigkeit aus dem grenzschichtnahen Bereich setzt voraus, dass
an dieser Stelle die Parameter des Siedezustands vorliegen. Die verdampfende Wasser-
masse ist im Vergleich zur Masse in der Dampfblase sehr klein, sodass angenommen
wird, dass sich nahe bzw. innerhalb der Grenzschicht stets genügend Flüssigkeitsmasse
mit den geforderten Parametern befindet. Weiterhin wird davon ausgegangen, dass die
Phasengrenzschicht während des Verdampfungsvorgangs in Ruhe verbleibt und auch die
Schichtung innerhalb der Flüssigkeit nicht beeinflusst wird. Der Wärmeübergangskoeffi-
zient GS ist damit als konstant anzusehen.
Die Effekte der Dampfüberhitzung und die Verdampfung zusätzlicher Flüssigkeit be-
dingen einander. Sie sind durch die vorherrschenden Bedingungen des Wärmeübergangs
nach Gl. 3.18 miteinander gekoppelt, welcher eine zusätzliche Wärmeabgabe aus dem
Bilanzraum darstellt.
QV erd = GSA(h) [#D   #S(p)]  (3.18)
Diese Wärme trägt gemäß Gl. 3.19 zum Phasenübergang und zur Anhebung der Tem-
peratur der verdampften Flüssigkeitsmasse von der Siedetemperatur #S(p) bis auf die
Temperatur des überhitzten Dampfes #D bei. Ist der Endzustand bekannt, sind damit
QV erd nach Gl. 3.18 sowie die Zustandsgrößen in Gl. 3.19 bestimmt und die verdampfte
Flüssigkeitsmasse mV erd kann direkt berechnet werden.
QV erd = mV erd [h(#D; p)  h0(p)] (3.19)
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Die Betrachtung der Grenzschicht zwischen Dampf und Flüssigkeit in der Modellierung
beschränkt sich auf den Wert des Wärmeübergangskoeffizienten GS. Zu den detaillier-
ten Prozessen, die innerhalb dieser Grenzschicht ablaufen und das Verhalten der Blase
beeinflussen, liegen keine Daten vor. Des Weiteren wird das eingenommene Volumen
der Grenzschicht und damit ihre Dicke GS ! 0 nicht berücksichtigt. Die Diskussion
und Festlegung des Wertebereiches des Wärmeübergangskoeffizienten GS erfolgt in
Abschnitt 4.2. Bei auftretender Überhitzung und Rückverdampfung wird dem Algorith-
mus der instationären Wärmeleitung in der Flüssigkeitsgrenzschicht in Abschnitt 3.2.2
die Temperaturdifferenz # = #S(p)  #0 für die Randbedingung an der Stelle x = 0
übergeben.
3.3 Beschreibung des Iterationsverfahrens
Das nachfolgend beschriebene Rechenverfahren dient zur iterativen und in diskreten
Zeitschritten durchgeführten Berechnung der Energiebilanz. Es ist damit ein wichtiger
Bestandteil des Hauptalgorithmus.
Die Regula Falsi und das daraus abgeleitete Steffensen-Verfahren sind numerische
Näherungsverfahren zur Bestimmung der Nullstellen einer Funktion f(x) = 0 [BSMM08].
Die Iterationsvorschrift der Regula Falsi in Gl. 3.20 wendet das Sekantenverfahren auf der
Basis zweier verschiedener Start- bzw. Eingangswerte (xi; xb) und deren Funktionswerten
f(xi); f(xb) mit dem Ergebnis an, dass die Nullstelle der Sekantenfunktion xi+1 ihrerseits
ein Eingangswert im nächsten Iterationsschritt ist.
xi+1 = xi   xi   xb
f(xi)  f(xb)f(xi) (3.20)
Die Besonderheit des Steffensen-Verfahrens liegt in der Definition der Zielfunktion
f(x) derart, dass der gesuchte Fixpunkt x = '(x) gleichzeitig die Nullstelle von f(x) ist,
siehe Gl. 3.21.
0 = x  '(x) = f(x) (3.21)
Angewendet auf das vorliegende Problem bedeutet dies, dass die Dampftemperatur
im Iterationsschritt i + 1 ihrerseits von der Stoffwertumkehrfunktion '(u; v) = #i+1
abhängig ist und sich folglich die temperaturabhängige Nullstellenfunktion nach Gl. 3.22
ergibt.
f(#i) = #i   '(u(#i); v(pi)) = 0 (3.22)
Die Funktion f(#i) beschreibt die Differenz zwischen der Ergebnistemperatur des letzten
Iterationsschritts i 1, welche gleichzeitig die Ausgangstemperatur der i-ten Iteration ist,
und dem Ergebnis des aktuellen Iterationsschritts. Anhand von f(#i) wird das Erreichen
der Genauigkeitsgrenze e# überprüft (siehe Abschnitt 3.1) und der Iterationsalgorithmus
gegebenenfalls beendet.
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Die konkrete Zielfunktion der Regula Falsi in Gl. 3.23 wird durch Einsetzen von Gl. 3.22
in Gl. 3.20 gebildet. Die Stoffwertumkehrfunktion '(u; v) liefert als Ergebnis ebenfalls
einen Temperaturwert. Die abhängigen Größen u(#i) nach Gl. 3.3 und v(pi) nach Gl. 3.1
werden berechnet, indem die Energiebilanz bzgl. der Temperatur #i und des Drucks pi
ausgewertet wird.
#i+1 = #i   #i   #b
[#i   '(u(#i); v(pi))]  [#b   '(u(#b); v(pb))] [#i   '(u(#i); v(pi))] (3.23)
Die Konvergenz der Regula Falsi kann sichergestellt werden, wenn f(#i) und f(#b)
unterschiedliche Vorzeichen aufweisen. Dazu wird zunächst f(#i) berechnet und f(#b)
anschließend aus der Menge der vorangegangenen Iterationsergebnisse ausgewählt.
Langen Berechnungszeiten des Iterationsalgorithmus kann durch eine Anpassung der
geforderten Ergebnisgenauigkeiten e# bzw. ep entgegengewirkt werden. Kleinere Zeit-
schrittweiten  bewirken, dass zeitgemittelte Größen, wie bspw. in Gl. 3.4, bessere
Näherungen darstellen und die Genauigkeit der Berechnungsergebnisse erhöht wird.
3.4 Hochpunktgeometrie
Die Entwicklung eines mathematischen Zusammenhangs zwischen dem Dampfvolu-
men VD und der davon abhängigen Dampffüllhöhe h ist bei der Bestimmung der am
Wärmetransport beteiligten Kontaktflächen notwendig: AS zwischen Dampf- und Flüssig-
keitsphase und AM zwischen Dampf und Rohrwand. Aufgrund des Dichteunterschiedes
zwischen den Phasen sammelt sich der Dampf immer im oberen Teil des Rohres und
bildet im Ruhezustand des Systems eine zusammenhängende Phase aus. Im Gegensatz
dazu tritt Kavitation meist in Form von vielen kleinen Dampfblasen auf. Die Dampffüllhö-
he h wird in der vorliegenden Betrachtung stets von der obersten Stelle des Hochpunkts,
hier dem oberen Rohrscheitelpunkt, abgetragen. Die Schwierigkeit der mathematischen
Beschreibung der Kreis- und Bogengeometrie besteht in der Beschränkung auf die
Nutzung kartesischer Koordinaten. Weil für die gesuchte Funktion AS = f(VD) keine
analytische Lösung existiert, wird auf tabellierte Werte zurückgegriffen, die für diskrete
Füllstandshöhen h in den Höhenschritten h bekannt sind. Für Punkte zwischen diesen
Stützstellen wird linear interpoliert.
Eine typische Hochpunktgeometrie ist in Abb. 3.6 dargestellt und besteht aus drei Teil-
stücken: je eine vertikale zylindrische Steig- bzw. Fallleitung der Länge H , ein horizontales
Rohr mit ebenfalls kreisrundem Querschnitt der Länge L und die beiden verbindenden
Teile des Rohrbogens mit dem Rohrbogenradius RB. Für RB existieren standardisierte
Baureihen in Abhängigkeit der Rohrleitungsdimension. In Fernwärmesystemen sind die
Baureihen 3 und 5 mit RB = 3Di=2 bzw. RB = 5Di=2 gebräuchlich.
RB =
2UB

  ri   sDmg   sWand (3.24)
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Abb. 3.6: Die eingetragenen Geometriegrößen beschreiben einen typischen Hochpunkt
in Fernwärmesystemen. Mit L! 0 vereinfacht sich die Geometrie zu einem U-Bogen.
Falls der Bogenradius RB nicht dokumentiert ist, kann er über eine Messung der Außen-
bogenlänge UB (rote Linie in Abb. 3.6) und der Gl. 3.24 bestimmt werden (mit sDmg als
Dämmschichtdicke und sWand als Rohrwanddicke).
Die Geometrieberechnung wird für die einzelnen Teilflächen durchgeführt: den liegenden
Zylinder, den Rohrbogen und die Steig- bzw. Fallleitung. Die Herleitung der verwendeten
Formeln ist in Anhang G aufgeführt.
Um horizontale Rohrleitungen zu Wartungs- und Reparaturzwecken zu entleeren, werden
diese mit einem geringen Gefälle verlegt. Die Neigungswinkel sind in der Regel so
gering, dass der Einfluss auf die berechneten Flächeninhalte vernachlässigt wird. In dem
beschriebenen Berechnungsablauf wird daher die Neigung der Rohrleitung nicht mit
berücksichtigt. Für Rohrleitungen mit großem Gefälle müssen separate Betrachtungen
bzgl. der Kontakt- und Mantelflächen durchgeführt werden.
3.5 Modellierung der druckabhängigen Zuspeisung
Eine wichtige Randbedingung im Prozess ist die Zuspeisung in das Hochpunktsystem,
charakterisiert durch den zugeführten Masse- bzw. Volumenstrom. Eine Modellierung
des Verhaltens der daran beteiligten aktiven Anlagen ist daher erforderlich. In Berech-
nungsprogrammen für instationäre Hydraulik sind diese Standardelemente, wie Pumpen
oder Armaturen, mit ihren Kennlinien hinterlegt und müssen nicht separat modelliert
werden. In diesem Abschnitt wird die Modellierung einer Pumpe auf der Basis einer
speziellen Beschreibung des Pumpenkennfeldes vorgestellt, welche vom Autor dieser
Arbeit mitentwickelt wurde.
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Die Kennlinie einer Pumpe bei der Drehzahl n0 ist in Abhängigkeit des Volumenstromes _V
durch ein kubisches Polynom nach Gl. 3.25 darstellbar.
p = a0 + a1 _V + a2 _V
2 + a3 _V
3 (3.25)
Der Wert n0 dient als Referenzdrehzahl, auf dessen Basis die Koeffizienten a0 bis a3
gebildet und das Kennfeld aufgebaut wird. Für n0 kann bspw. die Nenndrehzahl im
Arbeitspunkt oder die maximale Drehzahl der Pumpe verwendet werden. In Gl. 3.26 ist
das Pumpenkennfeld definiert, welches bei der Angabe einer beliebigen Drehzahl n die
dazugehörige Kennlinie liefert.
p = a0

n
n0
2
+ a1

n
n0

_V + a2 _V
2 + a3

n
n0
 1
_V 3 (3.26)
Alle damit berechneten Pumpenkennlinien basieren auf den Koeffizienten der Referenz-
kennlinie und den Affinitätsgesetzen von Kreiselpumpen. Bei zwei bekannten Parametern
in Gl. 3.26 kann die dritte unbekannte Größe, n oder _V , durch Auflösen mit Hilfe der
Cardanischen Formeln (nach Gerolamo Cardano, 1501-1576) bestimmt werden. Im
Simulationsalgorithmus ist die Volumenstrom-Sollwertregelung derart implementiert,
dass bei bekannter Förderhöhe p und vorgegebenem Volumenstrom _V die neue Pum-
pendrehzahl bestimmt wird. Überschreitet die Drehzahländerungsgeschwindigkeit einen
definierten Grenzwert, bspw. 25U/min/s, dann erfolgt die Steigerung der Drehzahl in
Höhe dieses Grenzwertes.
Auf die unterschiedlichen Typen von Druckhalteanlagen und deren Modellierung wird an
dieser Stelle nicht eingegangen, da diese bereits Teil des instationären Simulationsmodells
sind. Ausführungen und Hinweise dazu sind u. a. in [SM78] zusammengetragen.
3.6 Bemerkungen zum Charakteristiken-Verfahren
Obwohl die Umsetzung des beschriebenen Modells in der Hydraulik-Software nicht
Teil dieser Arbeit ist, wurden bei der Entwicklung bereits die Randbedingungen des
Chrakteristikenverfahrens bedacht.
Die Berechnung des Dampfverhaltens erfolgt in einzelnen Knoten, d. h. in diskreten Punk-
ten im Netzmodell. Bei Erreichen des Dampfdrucks infolge eines Druckabfalls im System
wird das entstehende Blasenvolumen durch die verschiedenen Strömungsgeschwindigkei-
ten in den beiden angrenzenden Leitungen und die Zeitschrittweite festgelegt. Zusammen
mit den Innendurchmessern der Rohrleitungen bestimmt diese Volumendifferenz das
Wachstums- bzw. Kondensationsverhalten der Zweiphasenzone. Das entwickelte Konden-
sationsmodell geht ebenfalls von einer Volumenänderung V im Bilanzraum aus und ist
damit bzgl. dieser Randbedingung mit dem Charakteristikenverfahren vereinbar.
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Aufgrund der hohen Schallgeschwindigkeiten von reiner Wasserflüssigkeit im Stahlrohr
und der vorgegebenen Geometrie des Rohrleitungssystems bedürfen instationäre Berech-
nungen in FW-Systemen einer sehr geringen Zeitschrittweite  , i. d. R.   1 s.
Bei dem entwickelten Kondensationsmodell ist der sinnvoll anzuwendende Zeitschritt
stark von dem Dampfblasenvolumen und dem Volumenstrom der Zuspeisung abhängig
(siehe Abb. 4.7). In den unten beschriebenen Simulationsrechnungen liegt die angesetze
Zeitschrittweite im Bereich 0;5 s    2 s und ist damit zum Teil deutlich größer als
der erforderliche Wert der hydraulisch instationären Berechnung. Die Anpassung des
Zeitschritts auf kleinere Werte hat keinen Einfluss auf die Ergebnisse der Simulationen,
jedoch verlängert sich dadurch die Berechnungszeit erheblich. Speziell der Algorithmus
zur Berechnung der instationären Wärmeleitung und der iterative Berechnungsablauf
sind zeitintensiv und tragen zur Verlängerung der Berechnungszeit bei.
Im Knoten-Kanten-Modell sind Rohrleitungen als eindimensionale Objekte erfasst. Die
Netzgeometriedaten werden meist aus einem Modell für stationäre Hydraulikberechnun-
gen übernommen, welches wiederum auf den Daten aus einem Geoinformationssystem
basiert. Problematisch ist dabei, dass sich die darin angegebenen Höhen häufig auf die
Rohrmittellinie beziehen. Damit der Beginn des Ausdampfvorganges richtig erfasst wird,
muss bei der Festlegung der Knotenhöhe im Hydraulikmodell der obere Rohrscheitel der
Hochpunktleitung herangezogen werden. Die entstehende Differenz zwischen Rohrmittel-
linie und Rohrscheitelpunkt steigt proportional mit dem Innendurchmesser der Leitung.
Gegebenenfalls sind in einer überschlägigen Rechnung die relevanten Hochpunkte zu
identifizieren und danach die Knotenhöhen an diesen Stellen für die nachfolgenden
Rechnungen anzupassen.
Weiterhin wird darauf hingewiesen, dass die Erfassung des gesamten Dampfvolumens in
einem diskreten Knotenpunkt im Modell besonders bei Leitungen mit kleinen Durch-
messern und sehr großen Längen zur Verfälschung der Simulationsergebnisse führen
kann. Bereits kleine Dampfvolumina haben eine große räumliche Ausdehnung, welche
durch die Diskretisierung des Charakteristikenverfahrens nicht darstellbar ist. Die Mo-
dellierung des kompletten Hochpunktes in mehreren Strängen und Knoten bildet zwar
das Gesamtvolumen ab, es kann jedoch zur Berechnung von getrennten Dampfräumen
in benachbarten Knoten führen, welche sich gegenseitig beeinflussen. Es wird daher
empfohlen, den Hochpunkt im Hydraulikmodell nur durch eine Steig- und eine Fallleitung
abzubilden, die in einem Knoten verbunden sind.
Die bereits diskutierte Leistungsfähigkeit des Kondensationsmodells und der damit ein-
hergehende Zeitaufwand bei den Berechnungen bedingen, dass bei der Modellerstellung
des FW-Systems geeignete Vereinfachungen erforderlich sind, um den Gesamtberech-
nungsaufwand zu minimieren. Dazu zählt die Beschränkung auf hydraulisch relevante
Netzabschnitte und Rohre sowie der Einsatz von Netzaggregationsverfahren für stationäre
und instationäre Berechnungen [Loe01, Moh14].
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Kapitel 4
Beschreibung des Verdichtungs-,
Überhitzungs- und
Anlagenverhaltens
Mit Vereinfachungen des im Kapitel 3 beschriebenen Modells werden in diesem Abschnitt
verschiedene Aspekte des thermodynamischen Verhaltens von Dampfblasen anhand von
Simulationsrechnungen demonstriert und dabei die Haupteinflussgrößen variiert. Dies
betrifft die gleichzeitige Verdichtung und Kondensation der Dampfmasse, die Überhitzung
des Blaseninhaltes und das Verhalten der Pumpen der Druckhaltung (DH). Das Modell
wird als Programmcode in „Visual Basic for Applications“ umgesetzt.
Sofern nicht anders angegeben, liegt in den Simulationen im Anfangszustand eine
2m3 große Dampfblase bei 110 C vor. Die Parameter der Hochpunktgeometrie sowie
die Zuordnungstabelle VD ! AS; AM sind für diskrete Dampffüllhöhen in Anhang H
aufgeführt. Im FW-Wasser ist Stickstoff mit einer Gaskonzentration von 5 l/m3 gelöst.
4.1 Verdichtung und Kondensation der Dampfmasse
Das Verhalten von Dampfräumen mit aufgeprägter Massezufuhr (Zuspeisung) wird durch
zwei zusammenhängende Wirkungen bestimmt: die Kondensation und die Verdichtung
der in der Blase befindlichen Masse. Die aus dem Kontrollvolumen abgegebene Wärme ist
ein Maß dafür. In den folgenden Simulationsrechnungen werden vier Einflussparameter
untersucht, um qualitative Aussagen abzuleiten:
- Wärmeabgabe Q01
- Anfangstemperaturniveau des Dampfes #D( = 0)
- Dampfvolumen VD bzw. Dampffüllhöhe h
- Gaskonzentration in der Flüssigkeit 
Den Berechnungen wird stets eine konstante Zuspeisung mit _VZu = 200 m3=h zugrun-
de gelegt. Der gewählte Wert beruht auf einer überschlägigen Dimensionierung des
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DH-Zuspeisevolumenstroms nach [TGL85] für ein mittelgroßes FW-Netz. Anlagensei-
tige Beschränkungen werden nicht berücksichtigt, folglich wird die Verdichtung auch
bei Überschreitung der Auslegungsdrücke typischer FW-Netze fortgesetzt. Die in den
folgenden Simulationen berechneten Maximaltemperaturen sind als theoretische Werte
zu verstehen, insbesondere bei Werten oberhalb von 200 C.
4.1.1 Wärmeabgabe
Die Abb. 4.1 zeigt den Vergleich der Simulationsergebnisse bei Variation der Wärmeab-
gabe aus dem Dampfraum. Der im mittleren Bildteil angegebene Kondensatmassestrom
_mKond berechnet sich aus der Differenz der Dampfmasse zweier aufeinanderfolgender
Zeitschritte: _mKond = mD= . Im Diagramm unten ist die masse- und temperaturspe-
zifische Wärmeabgabe aus dem Dampfraum dargestellt. Dabei wird den Überlegungen
und Ausführungen zum Überhitzungsverhalten im nachfolgenden Abschnitt 4.2 vor-
gegriffen. Die Größe q# charaktierisiert die Tendenz zur Dampfkondensation oder
Rückverdampfung und wird berechnet, indem die Wärmeabgabe aus dem Dampfraum
Q01 im jeweiligen Zeitschritt auf die Dampfmasse und die wirkende Temperaturdifferenz
#D   #Fl bezogen wird.
Der Referenzfall in Abb. 4.1 berücksichtigt die Anteile der Wärmeabgabe nach Ab-
schnitt 3.2. Wird der Wärmetransport aus dem Dampfraum im Berechnungsalgorithmus
auf 50% des Referenzfalles reduziert, dann führt dies zu einem stärkeren Anstieg der
inneren Energie der Dampfmasse und folglich zu höheren Temperaturen und Drücken.
Gleichzeitig ist der Massestrom des anfallenden Kondensates _mKond geringer als in der
Referenzrechnung. Für den ebenso künstlich herbeigeführten Fall mit doppelter Wär-
meabgabe sind entgegengesetzte Tendenzen zu beobachten. Die zusätzlich abgegebene
Wärme steht dann nicht zur Erhöhung der inneren Energie des Dampfes zur Verfügung
und im gleichen Zeitraum kondensiert mehr Dampf.
Die Berechnungen enden nach 36 s mit der vollständigen Kondensation der Dampfmas-
se. Die Zuspeisung von 200m3/h ist als feste Randbedingung implementiert, sodass
zum Ende der Simulation die Kondensation erzwungen wird. Dies bewirkt ein An-
steigen des Temperaturgradienten @#D=@ , welcher zur Erhöhung der Wärmeabgabe
an das umgebende Rohrwandmaterial führt. Weiterhin steigert die größer werdende
Temperaturdifferenz zwischen dem Blaseninhalt und der umgebenden Flüssigkeit den
Wärmetransport in der Flüssigkeitsgrenzschicht. Insbesondere der Fall mit halber Wär-
meabgabe verdeutlicht dies, indem die Kurve des Kondensatmassestromes das Niveau
der Referenzrechnung übersteigt. Die Integration von _mKond über den gesamten Zeitbe-
reich muss aufgrund der identischen Dampfmasse im Anfangszustand für alle drei Fälle
ebenfalls gleich sein. In Abb. 4.1 ist diese Flächengleichheit unter den Kurven durch die
logarithmische Achsenskalierung nicht direkt erkennbar.
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Abb. 4.1: Eine höhere Wärmeabgabe als im Referenzfall führt zu einer weniger starken
Verdichtung der Dampfmasse und zu höheren Kondensatmasseströmen. Folglich sind
auch die Endtemperaturen in der Blase geringer.
Während des gesamten Berechnungsablaufes tritt keine Überhitzung der Dampfmasse
mit Flüssigkeitsrückverdampfung aus der Grenzschicht ein, wie die unteren Kurven von
q# in Abb. 4.1 belegen. Diese liegen in Abb. 4.1 stets oberhalb der q#;TL-Kennlinie,
welche die Grenze zum Überhitzungsverhalten markiert.
In dem vorangegangenen Abschnitt 3.2.1 wurde der Wärmetransport über die benetzte
Rohrmantelfläche anhand von zwei verschiedenen Methoden vorgestellt: der Wärmeüber-
gang bei auftretender Filmkondensation mit Film  6000 W=(m2K) nach Gl. 3.7 und die
Aufheizung des Rohrmantelsegments nach Gl. 3.8. Die Abb. 4.2 zeigt die resultierenden
Zeitverläufe bei der Anwendung dieser unterschiedlichen Methoden.
Die grüne Kurve in Abb. 4.2 gibt den bekannten Referenzfall aus Abb. 4.1 wieder. Das
bedeutet, dass in allen berechneten Zeitschritten ausschließlich QFilm nach Gl. 3.7 heran-
gezogen wird, obwohl stets beide Varianten des Wärmetransportes berechnet und nur der
jeweils kleinere und damit beschränkende Wert in der Energiebilanz berücksichtigt wird.
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Abb. 4.2: Die beiden verschiedenen Berechnungsmethoden des Wärmetransportes
zur Rohrwand wirken sich auf den abgegebenen Gesamtwärmestrom _Q01 und damit
auf das berechnete Blasenverhalten aus. Die Filmkondensation nach der Nußeltschen
Wasserhauttheorie in QFilm führt zu einer stärkeren Verdichtung der Dampfmasse sowie
höheren Dampftemperaturen und Drücken im Hochpunkt.
Die rote Kurve zeigt zum Vergleich die Ergebnisse bei der Aufheizung des Rohrwandma-
terials nach Gl. 3.8. Für den Vergleich wird im Folgenden nur der Zeitbereich   20 s
herangezogen, da im späteren Verlauf die Kondensation des Dampfes durch die konstante
Randbedingung der Zuspeisung erzwungen wird und dieses Verhalten dominiert.
Die Gegenüberstellung beider Berechnungen zeigt, dass der Dampfblase für die Aufhei-
zung des Rohrsegmentes (rote Kurven) deutlich mehr Wärme entzogen wird und der
Temperaturverlauf flacher ist. Durch die Kurven des Kondensatmassestromes _mKond
und des Gesamtwärmestromes _Q01 wird dies belegt. Aus dem Vergleich der Tempera-
turverläufe wird weiterhin deutlich, dass die Gesamtwärmeabgabe aus der Dampfblase
in Abb. 4.2 sogar höher ist als in dem Fall mit doppelter Wärmeabgabe in Abb. 4.1.
In Kapitel 6 soll die Validierung des Modells zeigen, welche Berechnungsmethodik die
bessere Übereinstimmung mit den Messdaten erzielt.
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4.1.2 Anfangstemperatur des Dampfes
Den Einfluss des Anfangstemperaturniveaus #D( = 0) auf das Verhalten des Dampfrau-
mes zeigt die Abb. 4.3. Analog zu den Berechnungen in Abschnitt 4.1.1 ist die Konden-
sation des gesamten Dampfes bei  = 36 s abgeschlossen.
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Abb. 4.3: Das niedrigere spez. Volumen des Blaseninhaltes bei höheren Temperaturen
sorgt für eine stärkere Verdichtung und größere Temperaturanstiege im Verlauf. Generell
sinken die Ja-Zahlen und damit das Gefahrenpotential bei steigenden Temperaturen.
Der Vergleich der 140 C-Rechnung mit dem 110 C-Referenzfall zeigt, dass mit steigenden
Temperaturen das spez. Volumen der Dampfphase v00(#) sinkt, sodass sich bei den
gleichen Volumina eine höhere Masse in der Blase befindet. Deren Verdichtung führt zu
größeren Temperatur- und Druckanstiegen. Weiterhin liegen die berechneten Ja-Zahlen
temperaturbedingt unterhalb der Werte des Referenzfalles und im Bereich thermisch
gesteuerter Kondensation.
Bei niedrigen Dampftemperaturen, wie das Beispiel der 80 C-Rechnung in Abb. 4.3
demonstriert, treten die entgegengesetzten Wirkungen ein: eine weniger starke Verdich-
tung und deutlich größere Ja-Zahlen. Im gesamten Zeitverlauf liegen die Ja-Zahlen
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im Übergangsbereich zwischen thermisch- und trägheitsgesteuerter Kondensation mit
30  Ja  100. Analog zu Abb. 4.1 steigt der Massestrom des anfallenden Kondensa-
tes und der Temperaturgradient @#D=@ zum Ende der Berechnung stark an, da die
Randbedingung konstanter Zuspeisung im Simulationsalgorithmus erzwungen wird.
4.1.3 Dampfvolumen und Dampffüllhöhe
In diesem Abschnitt wird der Einfluss des anfänglich vorhandenen Dampfvolumens und
der dazugehörigen Dampffüllstandshöhe untersucht. Ausgehend von der Referenzrech-
nung mit einer 2m3 großen Dampfblase ist in Abb. 4.4 der Vergleich mit einer 0,5m3 und
einer 1m3 großen Dampfphase dargestellt. Bei konstanter Zuspeisung _VZu = 200m3/h
wird für die Berechnung mit VD = 0;5m3 die Zeitschrittweite auf  = 0;25 s verkleinert,
bei den anderen beiden Berechnungen gilt weiterhin  = 0;5 s.
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Abb. 4.4: Das Flächen-Volumenverhältnis (AM +AS)=VD begünstigt bei hohen Werten
die Wärmeabgabe und damit die Tendenz zur Dampfkondensation.
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Die Temperaturkurven in Abb. 4.4 zeigen, dass die maximal erreichte Temperatur im
Verlauf mit dem Anfangsdampfvolumen anwächst, da sich in der Blase entsprechend
mehr Masse befindet. Der Massestrom des anfallenden Kondensates _mKond ist am Anfang
in der Simulation bei 0,5 m3 Dampfvolumen (blaue Kurve) größer als in den anderen
beiden Fällen. Begründet ist dies mit dem Verhältnis der Wärmetransportflächeninhalte
zum Dampfvolumen (AM +AS)=VD, welches zu kleinen Füllhöhen bzw. Dampfvolumina
hin stark ansteigt. Dabei nehmen die absoluten Flächeninhalte ab.
4.1.4 Gaskonzentration in der Flüssigkeit
Die Auswirkung verschiedener Gasgehalte auf die im Simulationsverlauf berechneten
Ja-Zahlen sind in Abb. 4.5 dargestellt. Die Randbedingungen der Referenzrechnungen
bei 110 C werden beibehalten.
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Abb. 4.5: Hohe Gaskonzentrationen im FW-Wasser ergeben geringere Ja-Zahlen im
Simulationsverlauf bei sonst gleichen Randbedingungen.
Das Diagramm verdeutlicht, dass die Variation der Gaskonzentration in der Flüssigkeit
zu verschiedenen Ja-Zahlen im Verlauf führt. Die Tendenz zur trägheitsgesteuerten
Kondensation bei hohen Ja-Zahlen steigt bei sinkenden Gasgehalten. Aus dem Berech-
nungsablauf nach Kapitel 2 und Abb. 2.4 geht hervor, dass die Schallgeschwindigkeit des
Gemisches Flüssigkeit-Gas als Einflussgröße stark von dem Gasgehalt abhängig ist. Die
größten Schallgeschwindigkeiten und damit auch höchsten Ja-Zahlen treten im Grenzfall
 = 0 bei völliger Absenz von entlösten Gasen auf. Dies ist jedoch im praktischen
Netzbetrieb nicht realisierbar. Die weiteren Resultate der einzelnen Rechnungen sind
nahezu identisch, da sich in der Energiebilanz nur die Masse des Stickstoffs und damit
die Wärmeabgabe an das Gas ändert. Weil in allen Fällen der Masseanteil des Gases
sehr gering ist, werden die Ergebnisse im Detail nicht dokumentiert.
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4.2 Überhitzung und Rückverdampfung
In diesem Abschnitt wird auf die Randbedingungen eingegangen, bei denen eine Über-
hitzung des Dampfes in der Blase und die Verdampfung zusätzlicher Flüssigkeit auftritt.
Die Verwendung spezifischer Größen bei der energetischen Bilanzierung nach Gl. 3.3
bedingt, dass die Ergebnisse nur von der Anfangstemperatur #0 und der Änderung
des spez. Volumens v abhängig sind und damit unabhängig von der vorliegenden
Hochpunktgeometrien gelten. Mit Hilfe von Gl. 4.1 kann bei bekanntem Dampfvolumen
im Hochpunkt VD und dem Volumenstrom der Zuspeisung _VZu auf die korrespondie-
rende Änderung des spez. Volumens v geschlossen werden. In Abb. 4.6 ist Gl. 4.1 für
#0 = 110
C und  = 1 s ausgewertet.
_VZu =
VD;0  mD [v00(#0) v]

=   VD v
v00(#0)
(4.1)
Es wird analog zur Modellbeschreibung in Kapitel 3 davon ausgegangen, dass sich im
Bilanzraum zum Zeitpunkt 0 ausschließlich trocken gesättigter Dampf befindet. Bei der
Vorgabe von #0 und v soll sich der Endzustand ebenfalls auf der Taulinie befinden,
sodass wieder trocken gesättigter Dampf mit x = 1 vorliegt. Auf diese Weise wird der
Grenzfall beschrieben, bei dem die Dampfmasse konstant bleibt und weder anteilig
kondensiert (x < 1) noch überhitzt.
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Abb. 4.6: Am Beispiel einer Dampfblase bei #0 = 110 C ist die Umrechnung der spez.
Volumenänderung v in den Volumenstrom der Zuspeisung _VZu nach Gl. 4.1 dargestellt.
Der funktionale Zusammenhang ist linear von dem vorhandenen Dampfvolumen VD
abhängig, aber aus Gründen der Übersichtlichkeit sind im Diagramm beide Achsen
logarithmisch skaliert. In diesem Beispiel erfolgt die Kompression des Dampfes innerhalb
eines Zeitschrittes mit  = 1 s. Für andere Anfangstemperaturen und Zeitschrittweiten
ergeben sich parallel verschobene Geraden im Diagramm.
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Abb. 4.7: Dargestellt sind die Grenzkurven der spez. Wärmeabgabe qTL für Linien
konstanter Verdichtung v. Für q > qTL wird die Dampfmasse anteilig kondensiert. Bei
q < qTL tritt eine Überhitzung der Dampfmasse auf.
Das Ergebnis dieser Berechnung ist der Wert der spez. Wärmeabgabe q01 = qTL. Der
Index „TL“ für „Taulinie“ hebt hervor, dass die Dampfmasse konstant bleibt und sich
der Anfangs- und der Endzustand auf der Taulinie (x = 1) befinden. Die Abb. 4.7 zeigt
die spez. Wärmeabgabe qTL in Abhängigkeit von der Dampfanfangstemperatur #0 und
der Änderung des spez. Dampfvolumens v.
Der Grenzliniencharakter wird bei der Betrachtung der temperaturdifferenzspezifischen
Wärmeabgabe q#;TL nach Gl. 4.2 und Abb. 4.8 deutlich. Der Wert q#;TL ist von den
Verhältnissen beim Wärmeübergang und speziell von den am Wärmeübergang beteiligten
Flächen, der Hochpunktgeometrie, der Dampffüllhöhe und dem betrachteten Zeitintervall
abhängig.
q#;TL =
qTL
#
(4.2)
Die Kurven in Abb. 4.8 zeigen ein ausgeprägtes Minimum, unterhalb dessen stets
eine Überhitzung im Verlauf auftritt. Es verschiebt sich bei höheren Verdichtungs-
geschwindigkeiten hin zu niedrigeren Temperaturen. Im für FW-Systeme relevanten
Temperaturbereich #V L  150 C und moderater Verdichtung v   0;1m3/kg liegt
ein Verhalten unabhängig von der Änderung des spez. Volumens v vor, sodass eine
quadratische Approximation mit den folgenden Koeffizenten genügt.
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Abb. 4.8: Oberhalb der Kurven von q#;TL liegt der Endzustand im Zweiphasengebiet
und ein Teil der Dampfmasse kondensiert. Unterhalb der Kurve wird die Dampfmasse
überhitzt. Das eingezeichnete Polynom bildet die Grenze für den Anwendungsbereich
bis 150 C. Die Koeffizienten des Polynomes sind unten aufgeführt.
q#;TL
kJ=(kg K)
 a0 + a1 #0C + a2

#0
C
2
(4.3)
mit a0 = 7;254076
a1 =  3;777775  10 2
a2 = 9;897674  10 5
Weiterhin ist in Abb. 4.8 ersichtlich, dass sich das Systemverhalten bei konstantem q#
beim Überschreiten der q#;TL-Grenzkurven ändert. Während zu Beginn der Kompressi-
on der Blaseninhalt überhitzt wird, erfolgt bei höheren Temperaturen im späteren Verlauf
eine Annäherung des Zustands an die Taulinie und im weiteren Verlauf die Dampfkon-
densation. Der Vorgang ist auch in der entgegengesetzten Richtung möglich. Am Anfang
kondensiert ein kleiner Teil der Dampfmasse und der Restdampf wird verdichtet. Die
Steigerung der relevanten Temperaturdifferenz zwischen der Zweiphasenzone und der
umgebenden Flüssigkeit bzw. der Rohrwand bedingt nach Gl. 4.2 einen absinkenden
Wert von q#.
Im genannten Temperaturbereich #V L  150 C mit v   0;1m3/kg in dem das
Näherungspolynom in Abb. 4.8 und Gl. 4.3 gültig ist, verhält sich q#;TL zeitunabhängig.
Wird bspw. die Geschwindigkeit der Zuspeisung und damit v im gleichen Zeitintervall
vergrößert, dann tritt nach Abb. 4.8 keine Veränderung bzgl. der dargestellten Grenzkurve
auf, weil q#;TL und # in gleichem Maße ansteigen.
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Wird von trocken gesättigtem Dampf ausgegangen, zeigt die Einordnung eines Punktes im
Diagramm in Abb. 4.8, ob sich der Endzustand eines Prozessschrittes im Zweiphasengebiet
x < 1, auf der Taulinie x = 1 oder im überhitzten Zustand befindet. Diese Aussage ist für
beliebige Zustände jedoch nicht verallgemeinerungsfähig. Wenn bspw. bereits überhitzter
Dampf vorliegt, dann wird tendenziell angezeigt, ob der Blaseninhalt weiter überhitzt
oder sich der Zustand wieder der Taulinie annähert. Es wird dann keine Aussage darüber
getroffen, ob sich auch der Endzustand in der Zweiphasenzone bzw. im überhitzten
Gebiet befindet.
Zu jeder Anfangstemperatur gibt es eine maximale Verdichtung, die im Zeitraum 
realisiert werden kann und bei welcher der Endzustand identisch mit dem kritischen
Punkt ist. Größere Werte von jvj bewirken, dass nach der Verdichtung überkritisches
Wasser vorliegt und q#;TL hier nicht definiert ist. Bei der Annäherung an diesen Wert
v ! v00(#krit)  v00(#0) steigen die Kurven von qTL steil an. In Fernwärmesystemen ist
dieser Temperatur- und Druckbereich nicht praktikabel, sodass überkritische Zustände
folglich ausgeschlossen und im Kondensationsmodell nicht berücksichtigt werden. Um
diesen Fall zu verhindern, ist die Zeitschrittweite  soweit zu verkleinern, dass die
Anfangsbedingungen im v-unabhängigen Bereich des quadratischen Polynoms liegen.
Das Berechnungsbeispiel in Abb. 4.9 demonstriert dieses Überhitzungsverhalten. Ausge-
hend von einer 2m3 großen Dampfblase bei 110 C werden die auftretenden Wärmeverlu-
ste auf 10% ihres berechneten Wertes nach Abschnitt 3.2 reduziert, um das gewünschte
Verhalten herbeizuführen. Die Zeitschrittweite und der Volumenstrom der Zuspeisung
sind im Rechenverlauf konstant und betragen  = 0;5 s sowie @V=@ = 200 m3=h.
Während des ersten und zweiten Berechnungsschrittes bei  = 0;5 s und  = 1;0 s liegt
q# unterhalb der in Abb. 4.8 definierten Grenzkurve q#;TL, welche in Abb. 4.9 in
Form des quadratischen Polynoms dargestellt ist. Daraus folgend belegt der positive
Wert der Differenz #D   #S(p) die Überhitzung der Dampfmasse. Ein spezielles Wär-
meübergangsverhalten bei vorliegendem überhitzten Dampf ist an dieser Stelle noch
nicht implementiert, d.h. es gelten die oben beschriebenen Randbedingungen für den
Wärmetransport. Daher verbleibt in Abb. 4.9 die Dampfmasse mD während der Über-
hitzung zunächst konstant und nimmt erst mit dem Erreichen der Tauline bei  = 2 s ab.
Ab dem Überschreiten der Grenzkurve von q#;TL bei  = 1;5 s sinkt die Überhitzung
#D   #S(p) und der Dampf erreicht im weiteren Verlauf wieder den trocken gesättigten
Zustand. Mit dem Einsetzen der Kondensation bei  > 2;0 s reduziert sich die Masse in
der Dampfblase mD.
Das beschriebene und in Abb. 4.9 dargestellte Berechnungsbeispiel geht zum Zeitpunkt
 = 0 s von einem vollständig mit Dampf gefüllten Bilanzraum aus. Dies bedingt, dass
an der angrenzenden Flüssigkeitsschicht ohne zusätzliche Randbedingung für den Wär-
meübergang keine Änderung des Aggregatzustands auftritt und der Dampf zwangsläufig
überhitzt. Im Modell ist eine Überhitzung des Blaseninhaltes grundsätzlich nur dann
möglich, wenn sich der Dampf im trocken gesättigten Zustand befindet. Liegt im Bilanz-
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Abb. 4.9: In dieser Beispielrechnung wird von reduzierten Wärmeverlusten (10% der
Gesamtwärmeverluste nach Abschnitt 3.2) ausgegangen. Nach anfänglicher Überhitzung
der Dampfmasse in den ersten beiden Zeitschritten folgt die Annäherung und das
Wiedererreichen des Siedezustands #D = #S(p). Dem quadratischen Polynom von q#;TL
liegen die jeweils aktuellen Dampftemperaturen #D() zugrunde.
raum dagegen bereits eine Zweiphasenzone vor, steigt der Dampfmasseanteil bis x = 1
an, bevor die Überhitzung einsetzt.
Die Randbedingungen des Wärmetransportes bei überhitzem Dampf und eintretender
Rückverdampfung sind im Abschnitt 3.2.4 erläutert. Die Haupteinflussfaktoren sind
hier die Überhitzung #D   #S(p) und der Wärmeübergangskoeffizient der Phasengrenz-
schicht GS. Die Festlegung von letzterem bringt jedoch einige Unsicherheiten mit
sich, welche im weiteren Verlauf zu unterschiedlichen Annahmen führen. Beide Phasen
befinden sich näherungsweise in Ruhe und es ist nicht möglich, verlässliche Aussagen
über die Konvektionsströme innerhalb der Phasen zu treffen. Damit ist die Bestimmung
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der Reynolds-Zahl1 nicht zweckmäßig, sodass die Berechnungsansätze für erzwun-
gene Konvektion, bspw. in [VDI06] und [GPB06], nicht verwendet werden können. In
[VDI06, BK10, DFHK13] wird der Sonderfall der freien Konvektion „beheizte Unterseite
einer Platte“ behandelt, welcher auf die Phasenschichtung gemäß Abb. 3.5 übertragbar
ist. Im Temperaturbereich 20 C  #D  140 C sind nach diesem Ansatz Wärmeüber-
gangskoeffizienten in der Größenordnung 15;1 W=(m2K)  GS  20;1 W=(m2K) zu
erwarten. Die Auswertung und Zusammenstellung experimenteller Ergebnisse bzgl. des
Wärmeübergangs an der Phasengrenze sind in [NM81] aufgeführt. Der Versuchsaufbau
besteht aus einer Düse, an der Dampfblasen erzeugt und in unterkühlte Wasserflüssigkeit
eingeleitet werden. Für den aus den Messungen abgeleiteten Wärmeübergangskoeffizien-
ten sind Werte zwischen 50 kW/(m2K) und 2200 kW/(m2K) angegeben, welche damit viel
größer sind als bei der freien Konvektion. Die Eingrenzung der Auswahl auf Experimente
mit kleinen Überhitzungen zwischen Dampf und Flüssigkeit sowie niedrigen Strömungsge-
schwindigkeiten schränkt den relevanten Wertebereich des Wärmeübergangskoeffizienten
auf
50 kW=(m2K)  GS  80 kW=(m2K) (4.4)
ein. Das Wärmetransportverhalten an der Dampf-Flüssigkeitsgrenzschicht wird sich mit
eintretender Überhitzung und Rückverdampfung nicht schlagartig ändern. In Konsistenz
mit der oben getroffenen Annahme, wonach identische Temperaturen beiderseitig der
Grenzschicht herrschen (GS !1), ist zu erwarten, dass der Wärmeübergang das in
[NM81] aufgeführte Verhalten mit den Wärmeübergangskoeffizienten nach Gl. 4.4 zeigt.
Die Auswirkungen auf das obige Rechenbeispiel mit der implementierten Randbedingung
des Wärmeübergangs zeigt Abb. 4.10. Die oben angegebenen Berechnungsparameter
bleiben unverändert, nur der Wert des Wärmeübergangskoeffizienten GS wird variiert.
Der Wertebereich reicht von idealer Dämmung bis zu sehr gutem Wärmetransport
mit nahezu identischen Temperaturen beiderseitig der Grenzschicht. Ausgehend von
GS = 0 sinkt die Überhitzung bei ansteigenden Wärmeübergangskoeffizienten bis
GS  60 kW=(m2K). Bei größeren Werten GS > 60 kW=(m2K) erhöht sich die be-
rechnete maximale Überhitzung wieder leicht. Die Annahme freier Konvektion mit
GS = 0;02 kW=(m
2K) liefert ähnliche Ergebnisse der Überhitzung wie bei idealer Däm-
mung GS = 0, sodass in diesem Fall die Wärmetransportbedingung an der Grenzschicht
in guter Näherung entfallen kann. Auch die rückverdampfte Flüssigkeitsmasse liegt
mit mV erd = 8;9  10 7 kg um zwei Größenordnungen niedriger als bei den in [NM81]
aufgeführten minimalen Werten (GS = 50 kW=(m2K) ! mV erd = 5;0  10 5 kg) und
ist damit vernachlässigbar. Deutlich größere Wärmeübergangskoeffizienten im Bereich
30 kW=(m2K)  GS  100 kW=(m2K) führen zu sehr kleinen Werten der Überhit-
zung #D   #S(p)  6  10 4 K, die in der Größenordnung der Iterationsgenauigkeit
e# = 5  10 4 liegen. Der thermische Zustand der Zweiphasenzone ist nach 10 s bzw. 20
1entwickelt von George Stokes (1819-1903) in [Sto51] und benannt nach Osbourne Reynolds (1842-
1912)
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Abb. 4.10: Das obige Beispiel in Abb. 4.9 wird um die Randbedingungen des Wärme-
übergangs erweitert. Dargestellt sind die maximale Überhitzung #D   #S(p) und die
verdampfte Flüssigkeitsmasse mV erd im Prozessverlauf. Steigt der Wärmetransport über
die Phasengrenzfläche, dann steigt auch die verdampfte Masse und die Überhitzung
sinkt. Das Ergebnis der Beispielrechnung ohne Wärmeübergangsbedingung entspricht
dem Grenzwert GS ! 0.
Berechnungsschritten in allen betrachteten Varianten fast identisch. Die Abweichungen
bzgl. #D ( = 10 s) liegen hier ebenfalls im Bereich der Genauigkeit des Iterationsalgorith-
mus. Die folgende Aussage fasst die beschriebenen Untersuchungsergebnisse zusammen:
Die Wärme, die an der Phasengrenzschicht übertragen wird und zur Verdampfung von
Wasserflüssigkeit führt, reduziert das zur Verfügung stehende Potential für die Erhöhung
der inneren Energie und damit die weitere Überhitzung des vorhandenen Blaseninhaltes.
Die Verhältnisse beim Wärmeübergang in Form von GS bestimmen das Verhältnis
zwischen weiterer Überhitzung und Rückverdampfung.
Es bleibt anzumerken, dass alle weiteren Wärmeverluste auf 10% ihres berechneten
Wertes reduziert wurden, um das demonstrierte Überhitzungs- und Rückverdampfungs-
verhalten herbeizuführen (analog zum Beispiel in Abb. 4.9). Abschließend wird daher in
Bezug auf Abb. 4.8 diskutiert, welche Parameter die Tendenz zur Dampfüberhitzung
begünstigen. Dazu ist es ausreichend, sich auf die Analyse des quantitativ größten Anteils
der Wärmeabfuhr, dem Wärmeübergang an der Rohrwand QFilm, zu beschränken (70%
Gesamtwärmeabgabe bei  = 0; 5 s).
Aus Gl. 3.7 ist die Definition von QFilm bekannt. Die Berechnung der temperatur- und
dampfmassebezogenen Wärmeabgabe für den Vergleich mit Abb. 4.8 erfolgt füllstands-
abhängig in Gl. 4.5.
q#;F ilm =
GSAM(h)
VD(h)D
(4.5)
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Die Betrachtung soll an einem zylindrischen, horizontal verlegten Rohr erfolgen. Die Stirn-
flächen oder die angeschlossenen Rohrbögen werden dabei nicht einbezogen. Weiterhin
wird die Dampffüllhöhe h relativ zum Innendurchmesser in der Form h=D angegeben. Mit
den Erkenntnissen der Geometrieanalyse aus Abschnitt 3.4 kann Gl. 4.5 in zwei Faktoren
gemäß Gl. 4.6 aufgeteilt werden. Der vorangestellte Term enthält alle Einflussparameter,
der zweite Term stellt die füllstandsabhängige Geometriefunktion g = f(h=D) nach Gl.
4.7 dar. Diese Geometriefunktion beschreibt das dimensionslose Verhältnis zwischen
benetzter Rohrmantelfläche und dem darin vorhandenen Hohlraumvolumen und ist in
Abb. 4.11 dargestellt.
q#;F ilm =
GS
DD
 g (4.6)
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VD(h)
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Abb. 4.11: Die dargestellte Geometriefunktion g ist der Quotient aus der benetz-
ten Mantelfläche und dem Dampfvolumen für die Form eines liegenden Zylinders. Sie
ist in Abhängigkeit der dimensionslosen Dampffüllhöhe h=D formuliert und weist im
Definitionsbereich 0  h=D  1 ein Minimum an der eingezeichneten Stelle auf.
Zu kleinen Dampffüllhöhen hin steigt g exponentiell an. Das dargestellte Minimum der
Funktion liegt bei h=D = 0;813 und g(0;813) = 3;286, welches gleichzeitig genau jene
Füllhöhe beschreibt, bei der auch die Wärmeabgabe q#;F ilm minimal wird. An dieser
Stelle sind bevorzugt Rückverdampfungs- und Überhitzungseffekte zu erwarten. Sinkt
die Dampffüllhöhe im Prozessverlauf durch die anteilige Kondensation der Dampfmasse
unter diesen Punkt, dann erhöht sich q#;TL und die Tendenz des Dampfes zu überhitzen
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wird geringer. Die weitere Analyse bezieht sich stets auf diese relative Dampffüllhöhe
anstelle der gesamten Geometriefunktion.
In Abb. 4.12 sind die Auswirkungen verschiedener Einflussparameter auf die temperatur-
und dampfmassespezifische Wärmeabgabe q#;F ilm veranschaulicht. Große Rohrleitungs-
dimensionen, geringe Zeitschrittweiten bei der Berechnung und geringe Wärmeübergangs-
koeffizienten begünstigen die Tendenz zur Dampfüberhitzung und Rückverdampfung.
Den größten Einfluss übt die Dampftemperatur in Form der Dampfdichte D aus. Sie
fällt bei niedrigen Temperaturen sehr stark ab, sodass bei #D < 100 C eine Überhitzung
des Dampfes als sehr unwahrscheinlich gilt.
Die Definition von q#;F ilm in Gl. 4.5 suggeriert, dass es aufgrund der linearen Ab-
hängigkeit von der Zeitschrittweite möglich ist, die Überhitzung des Dampfes durch
die geeignete Wahl genügend kleiner Werte für  zu erzwingen. Dies ist jedoch nicht
der Fall. Mit kleiner werdenden Zeitschrittweiten sinkt der relative Anteil von QFilm
am Gesamtwärmeverlust und der Wärmetransport durch die Flüssigkeitsschicht QWL
beginnt, das Blasenverhalten zu dominieren. Im obigen Beispiel in Abb. 4.9 beträgt der
relative Anteil QWL=Q01 = 30% bei  = 0;5 s und QWL=Q01 = 80% bei  = 0;05 s.
Bei Zeitschrittweiten  < 0;5 s ist die Untersuchung in Abb. 4.12 unter Einbeziehung
des Wärmeleitungsverlustes in der Flüssigkeitsschicht zu wiederholen, jedoch wird dies
durch die zeitaufwendige Berechnungsmethodik von QWL erschwert.
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Abb. 4.12: Ausgehend von einer Referenzvariante (rote Linie) ist der Einfluss folgender
Parameter veranschaulicht: Dampftemperatur #D, Zeitschritt  , Wärmeübergangskoef-
fizient Film und Rohrleitungsdimension. Ebenfalls eingezeichnet ist der temperaturab-
hängige Grenzwert für das Auftreten der Überhitzung q#;TL. Die dargestellten Kurven
beziehen sich auf eine relative Dampffüllhöhe von h=D = 0; 813. Größere oder kleinere
Füllhöhen bedingen eine höhere Wärmeabgabe. Die qualitative Lage der dargestellten
Verläufe im Verhältnis zur Grenzkurve q#;TL in diesem Diagramm gelten für   0;5 s.
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4.3 Anlagenverhalten
4.3.1 Pumpenverhalten
Die in Abschnitt 3.5 aufgeführten Randbedingungen bzgl. der Pumpendrehzahl bestim-
men das Verhalten der Zuspeisung. Es soll an dieser Stelle wieder nur auf Pumpen
eingegangen werden, da die Aussagen auf Armaturen mit Regelaufgabe bzw. konstantem
Hub übertragbar sind. Für die folgende Simulation werden die Anfangsparameter des
Beispiels aus Abschnitt 4.2 sowie dessen Hochpunktgeometrie übernommen (VD = 2m3,
 = 0;5 s, _VZu = 200m3/h, #D = 110 C).
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Abb. 4.13: Mit Hilfe der Ansätze des Pumpenkennfeldes sind die Kennlinien bei
Nenndrehzahl n0 = 3000U/min und bei reduzierten Drehzahlen dargestellt. Ebenfalls
markiert sind die Arbeitspunkte der Pumpe während des Berechnungsverlaufes. Die
Regelung der Pumpe bewirkt zunächst eine Drehzahlerhöhung. Später verschiebt sich
der Arbeitspunkt auf der Kennlinie der maximalen Drehzahl n0.
In Abb. 4.13 ist das Pumpenkennfeld einer fiktiven Förderpumpe dargestellt, welche die
Zuspeisung in das System realisiert. Die Koeffizienten der kubischen Referenzkennlinie
basieren auf der maximalen Pumpendrehzahl n0 = 3000U/min. Es werden nachfolgend
die beiden in Abschnitt 3.5 beschriebenen Fälle untersucht:
1. Die Drehzahl der Pumpe bleibt konstant und der Arbeitspunkt verschiebt sich
entlang der Kennlinie der Anfangsdrehzahl.
2. Die Volumenstrom-Sollwert-Regelung der Pumpe versucht, den zu Beginn ein-
gestellten Volumenstrom _VZu = 200m3/h zu halten, indem sie ihre Drehzahl
erhöht.
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Die Förderhöhe der Pumpe setzt sich im Berechnungsmodell aus der Differenz zwischen
Siededruck und dem Druckniveau des Ausgleichsbehälters (Atmosphärendruck) sowie
dem hydrostatischen Druck von 1 bar eines angenommenen geodätischen Höhenunter-
schieds zwischen Druckhaltung und Hochpunkt zusammen.
Im ersten Fall mit konstanter Drehzahl tritt die erwartete Arbeitspunktverschiebung
entlang der Kennlinie ein (rote Markierung in Abb. 4.13). Bei flachen Kennlinien erfolgt
die Volumenstromreduzierung aufgrund ansteigender Dampfdrücke im Hochpunkt sehr
schnell. Die Anpassung der Drehzahl an den im Hochpunkt steigenden Gegendruck im
zweiten Fall ermöglicht über einen längeren Zeitraum konstante Zuspeisemasseströme
(grüne Markierung in Abb. 4.13). Erst bei Erreichen der maximalen Pumpendrehzahl
erfolgt ein Übergang zum Fall mit konstanter Drehzahl und die Verschiebung des
Arbeitspunktes auf dieser Kurve.
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Abb. 4.14: Aufgrund der stärkeren Verdichtung erreicht der Dampf mit Drehzahlrege-
lung und dadurch größerer Enddrehzahl der Pumpe ein höheres Temperaturniveau. In
beiden Simulationen tritt das identische Maximum der Jakob-Zahl Ja = 32 im ersten
Berechnungsschritt bei  = 0;5 s auf.
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In Abb. 4.14 sind dazu die zeitlichen Verläufe weiterer Parameter beider Fälle dargestellt.
Die Drehzahlanpassung sorgt für eine höhere Gesamtverdichtung und damit auch für
höhere Temperaturen in der Dampfblase. Bis zum Zeitpunkt  = 14 s kann die Pum-
pe die Zuspeisung von 200m3/h durch Anpassen der Drehzahl gewährleisten. In den
nachfolgenden Zeitschritten geht der Volumenstrom _VZu zurück, weil die erforderliche
Drehzahlerhöhung n die vorgegebene maximale Drehzahländerungsgeschwindigkeit
überschreitet und auf diesen Maximalwert von 25U/min/s begrenzt wird. Mit dem
Erreichen der maximalen Drehzahl bei  = 22;5 s ist der nachfolgende Abfall des Vo-
lumenstroms steiler als beim Fall mit konstanter Drehzahl. Dieses Verhalten ist in der
größeren Steigung der Siedelinie pS(#D) bei höheren Temperaturen begründet. Der Druck
verbleibt in beiden Fällen auf dem Niveau des Siededrucks und eine Überhitzung der
Dampfmasse tritt aufgrund q# > 30 kJ=(kgK) q#;TL(#D) nicht ein. Am Ende des
Berechnungszeitraumes bei  = 50 s ist der Abfall des zeitlichen Dampfmasseverlaufes
mit Drehzahlregelung größer als im Fall mit konstanter Drehzahl, weil die relevante
Temperaturdifferenz der Wärmeleitung durch die Flüssigkeitsschicht #D #0 im Vergleich
größer ist.
In beiden Fällen sinkt der Volumenstrom im Lauf der Rechnung ab. Da keine linke
Grenzkurve für den minimalen Volumenstrom im Kennfeld definiert ist, verbleibt die
Pumpe in Betrieb. Im realen Betrieb wird bspw. bei zwei parallel laufenden Pumpen
eine davon abgefahren, um die Förderaufgabe weiterhin zu realisieren. Um eine allein
laufende Pumpe in Betrieb zu halten, bietet sich die Volumenstromerhöhung durch eine
Bypass-Regelung an. Bei dynamischen Druckhaltungen ist es ebenfalls möglich, den
zwischen Pumpe und Abströmventil zirkulierenden Massestrom zu erhöhen.
4.3.2 Anfahrvorgang
Das zuvor beschriebene Verhalten, wonach die Pumpe den Soll-Volumenstrom instan-
tan aufbringen kann, ist als singulärer Punkt im Anlagenbetrieb zwar näherungsweise
realisierbar, bspw. durch Anfahren der Pumpen gegen einen geschlossenen Schieber mit
anschließend sehr schnellem Öffnen der Armatur. Jedoch produziert dieses Vorgehen
Druckstöße und gefährdet damit die Systemsicherheit unnötigerweise. In der Praxis
werden derart schnelle Schalthandlungen deshalb vermieden und es wird ein langsames,
stetiges Vorgehen angestrebt.
In diesem Abschnitt wird der Anfahrvorgang der DH-Pumpen am Beispiel einer dynami-
schen DH untersucht. Im Anfangszustand ist die DH in Betrieb und an dem Abströmventil
und der DH-Pumpe liegen identische Volumenströme vor. Zur Rückbildung der Dampfbla-
se wird die Drehzahl der DH-Pumpe und damit der dem System zugeführte Massestrom
erhöht, die Abspeisung über das Abströmventil bleibt im gesamten Ablauf unverändert.
Das obige Beispiel wird um die folgenden Parameter erweitert:
- Der Volumenstrom der Abströmung bzw. der minimale Fördervolumenstrom der
DH-Pumpe beträgt 20m3/h.
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- Die Anfangsdrehzahl ergibt sich anhand des Pumpenkennfeldes in Abb. 4.13 mit
dem temperaturabhängigen Anfangsdruck und dem minimalen Fördervolumen-
strom und wird im Verlauf linear auf 3000U/min erhöht.
Die Dampf- und Simulationsparameter sind mit dem vorhergehenden Beispiel identisch:
VD = 2m3,  = 0;5 s, #D( = 0) = 110 C. Es werden zwei verschiedene Drehzahlgra-
dienten untersucht: 25U/min/s und 100U/min/s. Weiterhin ist eine Vergleichsrechnung
bei 80 C Anfangstemperatur aufgeführt. Die Abb. 4.15 zeigt die zeitabhängigen Ar-
beitspunkte im Kennfeld der Pumpe für diese drei verschiedenen Simulationen. Die
dazugehörigen Parameterverläufe sind in Abb. 4.16 dargestellt.
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Abb. 4.15: Beide Rechnungen bei 110 C beginnen am gleichen Punkt im Kennfeld
(schwarze Markierung). Sie erreichen die maximale Drehzahl n0 zu unterschiedlichen
Zeitpunkten. Die Vergleichsrechnung bei 80 C zeigt den Temperatureinfluss.
Bereits nach 9 s erreicht die Pumpe mit dem Drehzahlgradienten 100 U/min/s die maxi-
male Drehzahl n0 = 3000U/min. Zu diesem Zeitpunkt beträgt der Volumenstrom der
Zuspeisung _VZu = 283 m3/h und ist damit deutlich größer als in den obigen Simulations-
rechnungen in Abb. 4.14. Bei derart schnellem Anfahren der Pumpe besteht in diesem
Beispiel ein geringfügig höheres Risiko für trägheitsgesteuerte Kondensationsvorgänge,
belegt durch die maximal auftretende Jakob-Zahl Ja = 36 gegenüber Ja = 22 bei
25U/min/s.
Beide Verläufe mit 110 C Dampftemperatur enden bei  = 49 s auf einem ähnlichen Tem-
peraturniveau. Mit dem Erreichen der maximalen Drehzahl n0 setzt die in Abschnitt 4.3.1
beschriebene Arbeitspunktverschiebung entlang der Pumpenkennlinie ein.
Bei 80 C Dampftemperatur muss die Pumpe zu Beginn und im weiteren Verlauf eine
geringere Förderhöhe aufbringen und die Arbeitspunkte liegen im Bereich der rechten
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Abb. 4.16: Je schneller die Drehzahlerhöhung der Pumpe im Anfahrprozess ist, desto
größere Ja-Zahlen treten auf. Die blaue Kurve verdeutlicht die erhöhte Gefahr bei
niedrigen Siededrücken, welche ein schnelleres Zuspeisen der Pumpe ermöglichen.
Grenzkurve. Der Fördervolumenstrom wird im Gegensatz zur Rechnung mit 110 C nicht
durch den Anstieg des Gegendrucks in der Dampfblase begrenzt. Ursache dafür ist die
zunehmende Steigung der Siedelinie pS(#). Das Maximum der Zuspeisung ist bei gleichem
Drehzahlgradienten bei 80 C mit _VZu = 243 m3=h deutlich höher als bei 110 C mit
_VZu = 183 m
3=h. Die geringeren Temperaturen und gleichzeitig hohen Zuspeisevolu-
menströme bedingen größere Jakob-Zahlen mit einem maximal auftretenden Wert
von Ja = 60. Die Maxima von _VZu und Ja treten nach Abb. 4.16 zu unterschiedlichen
Zeitpunkten auf. Zu Beginn ist die ansteigende Zuspeisegeschwindigkeit die dominierende
Einflussgröße bei der Bestimmung der Ja-Zahl. Im Verlauf nimmt der Temperaturein-
fluss durch die Verdichtung der Dampfmasse und deren steigende Temperatur zu. Ab
 = 35 s sinkt die Ja-Zahl bei weiterhin steigendem Volumenstrom der Zuspeisung. Der
stetige Übergang zwischen den dominierenden Einflussgrößen zeigt sich in dem breiten
Zeitbereich 30 s    40 s mit annähernd konstanten Ja-Zahlen.
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Die Simulation mit #D( = 0) = 80 C und 25U/min/s ist bereits nach 47 s mit der
Kondensation der gesamten Dampfmasse beendet, bei den beiden Verläufen mit 110 C
Anfangstemperatur ist die Dampfrückbildung zum Ende der Simulation bei  = 49 s
noch nicht abgeschlossen.
Es sei darauf hingewiesen, dass bereits der gewählte Drehzahlgradient von 25U/min/s
einen hohen Wert darstellt und im praktischen Einsatz niedrigere Werte anzustreben sind,
insbesondere dann, wenn Unklarheiten bezüglich der vorliegenden Dampfblasenparameter
bestehen. In Abhängigkeit des Arbeitspunktes im Pumpenkennfeld treten bei einer
Drehzahländerung unterschiedlich große Volumenstromgradienten auf. Im operativen
Pumpenbetrieb sind daher die realisierten Volumenstromgradienten zu überwachen und
gegebenenfalls zu begrenzen.
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Kapitel 5
Experimentelle Versuche mit
Dampfbildung und -kondensation
Eine Kurzbeschreibung der durchgeführten Versuche wurde vom Autor dieser Arbeit und
R. Momsen als Fachaufsatz veröffentlicht [BM18]. Dieses Kapitel enthält weiterführende
Details und Erklärungen, die zum Verständnis und zur Reproduzierbarkeit der Ergeb-
nisse beitragen. Einige Informationen der Veröffentlichung sind zur Vermittlung eines
Gesamtbildes der durchgeführten Versuche notwendig und werden in diesem Kapitel
erneut angeführt.
5.1 Anlagenbeschreibung
Abb. 5.1: Schematische Darstellung des Vattenfall Standortes Berlin Lichterfelde mit
der Verbindungsleitung zwischen GuD-Anlage und FWPS
Die laufenden Inbetriebsetzungstätigkeiten am Standort Berlin Lichterfelde ermöglichten
die Durchführung von Versuchen mit Bildung und Rückbildung von Zweiphasenzonen
in einem ruhenden System. Die durchgeführten Versuche sind an die Experimente von
Neskte et al. (2018) angelehnt. Sie haben jedoch die Besonderheit, dass die Anlage in das
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Fernwärmesystem integriert ist und ausschließlich betriebliche Mittel eingesetzt wurden,
welche dem Bedienpersonal im späteren, operativen Betrieb ebenfalls zur Verfügung
stehen. Weiterhin ist das angesetzte Dampfvolumen in den Versuchen deutlich größer
als bei den Experimenten in [NSSD18].
In Abb. 5.1 ist die Rohrbrücke dargestellt, auf der die Verbindungsleitungen zwischen
der GuD-Anlage und der Fernwärmepumpstation (FWPS) gelagert sind. Ihre Gesamt-
länge beträgt ca. 300m. Es handelt sich um zwei Vorläufe und einen Rücklauf. Die
Bezeichnungen und Dimensionen der Einzelleitungen enthält Tab.5.1.
Tab. 5.1: Bezeichnung der Leitungen auf der Rohrbrücke
Bezeichnung Dimension Darstellung
VL1 DN900 rot
VL2 DN800 magenta
RL DN900 blau
Zum Zeitpunkt der Versuche waren die drei Einzelleitungen bei einer gestreckten Rohr-
länge von ca. 50m über ein Kurzschluss in DN700 hydraulisch verbunden und von
der GuD-Anlage separiert, siehe Abb. 5.2. Das Teilvolumen der drei Leitungen auf der
Rohrbrücke bis zu den Fall- bzw. Steigleitungen innerhalb der FWPS beträgt ca. 110m3.
Abb. 5.2: Kurzschluss der drei Rohrleitungen auf der Rohrbrücke in einer Entfernung
von ca. 50m von der FWPS (gestreckte Rohrlänge)
Die Rohrbrücke ist der Hochpunkt der Anlage (Geländeniveau +7m) und bereits in
der Planungsphase wurde anhand von instationären Berechnungen festgestellt, dass die
Druckabsenkung infolge eines Ausfalls der Netz-Rücklaufpumpe zur Bildung von Dampf
im Bereich der Rohrbrücke führt [Gra12] .
Es soll darauf hingewiesen werden, dass es sich bei den Versuchen mit 10m3 und 20m3
Gesamtdampfvolumen (siehe Tab.5.2) um drei voneinander separierte Teilblasen handelt.
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Abb. 5.3: Bei dem in hellrot gekennzeichneten Dampffüllstand existieren drei separierte
Dampfvolumina. Erst ab ca. 20 cm Dampffüllhöhe (in dunkelrot gezeichnet) besteht eine
Verbindung der Dampfphasen über das Kurzschlussrohr (hellblau). Die Rohrleitungs-
durchmesser sind in Millimeter angegeben.
Das Schema in Abb. 5.3 zeigt diesen Zusammenhang auf. Da der Kurzschluss, der die
drei Einzelleitungen miteinander verbindet, in DN700 ausgeführt und damit kleiner als
die Hauptleitungen auf der Rohrbrücke ist, entsteht erst ab einer Dampffüllhöhe von
20 cm (von dem oberen Rohrscheitel gemessen) ein zusammenhängendes Dampfvolumen.
Bei niedrigeren Dampffüllhöhen sind die Teildampfvolumina durch das vollständig mit
Wasserflüssigkeit gefüllte Kurzschlussrohr voneinander getrennt.
5.2 Versuchsablauf
Im regulären Betrieb fördert die FWPS über eine RL-Pumpe und zwei VL-Pumpen
in die beiden Vorläufe des FW-Netzes. Während des Versuches beschränkte sich die
Wärmeversorgung durch die FWPS aufgrund der genutzten Sonderschaltung auf den
VL2, der zweite Leiter (VL1) wurde über die noch in Betrieb befindliche Heizzentrale
der Altanlage bedient. Die Anfangstemperatur des Wassers betrug in allen Versuchen
110 C, welche durch eine ausreichend lange Vorwärmphase (90-120min) sichergestellt
wurde. Über ringförmig angeordnete Temperaturmessfühler wurde das Temperaturfeld
innerhalb des Rohrleitungsquerschnitts überwacht. Die hohe Strömungsgeschwindigkeit
in der Vorwärmphase stellte die gute Durchmischung sicher und verhinderte dadurch die
Ausprägung von kalten Schichten, die beim Kontakt mit der Dampfblase die angestrebten
adiabaten Verhältnisse verletzen. Mit der hydraulischen Trennung des Hochpunktes von
der weiter in Betrieb befindlichen FWPS begann die Vorbereitung der Anlagenschaltung
für die Dampfbildungsphase.
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Bildung der Zweiphasenzone
FW-Netz VL 
RL-Pumpe 
FW-Netz RL 
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Abb. 5.4: Die Flüssigkeitsentnahme über die Abspeiseventile der Druckhaltung in den
FW-Ausgleichsbehälter induziert die Druckabsenkung im Hochpunkt und damit die
nachfolgende Dampfbildung. Um zu verdeutlichen, dass sich auch in der Rücklaufleitung
auf der Rohrbrücke heißes Medium befindet, ist das RL-Rohr abweichend von der
Farbgebung nach Tab. 5.1 hier rot dargestellt.
Die zur Druckabsenkung und Dampfbildung erforderliche Entnahme von Wasserflüssigkeit
aus dem abgeschlossenen, ruhenden Hochpunkt-System erfolgte über die Abströmventile
der Druckhaltung in den FW-Ausgleichsbehälter. Den schematischen Schaltzustand der
FWPS zeigt Abb. 5.4.
Die geodätische Höhendifferenz der Wassersäulen zwischen den Rohrleitungen auf der
Rohrbrücke und dem Wasserspiegel im FW-Ausgleichsbehälter genügten zum Einstellen
einer Abströmgeschwindigkeit von max. 30m3/h, sodass die Abspeisung bis zum Er-
reichen des angestrebten Dampfblasenvolumens einheitlich in allen Versuchen ca. 1 h
dauerte. Gleichzeitig beschränkte die Höhendifferenz zwischen Hochpunkt und der Füll-
standshöhe des FW-Ausgleichsbehälters das maximal abspeisbare Flüssigkeitsvolumen
und damit die mögliche Größe der Dampfphase.
Über die Niveauüberwachung im FW-Ausgleichsbehälter und die Differenzdruckmes-
sungen im Hochpunkt wurde die Dampfbildung kontrolliert. Mit Hilfe der Zuordnungs-
tabellen, welche die Rohrleitungsgeometrie in diskreten Punkten beschreibt, und den
gemessenen Differenzdrücken bzw. den daraus errechneten Dampffüllhöhen erfolgte
die Bestimmung der Dampfvolumina. In Abb. 5.5 ist dieser Zusammenhang für die
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Abb. 5.5: Das Diagramm stellt den theoretischen Zusammenhang zwischen dem Füll-
stand im Hochpunkt und dem dazugehörigen Dampfvolumen her. Die Impuls- und
Entlüftungsleitungen sowie die Entlüftungsdome sind aufgrund ihres niedrigen Volu-
mens ( 1 m3) nicht berücksichtigt, ebenso der Kurzschluss auf der Rohrbrücke. Die
Füllstandsnullmarke liegt im oberen Rohrscheitelpunkt der VL1-Leitung. Die Begriffe
Füllstand und Dampffüllhöhe werden als Synonyme verwendet.
vorliegende Hochpunktgeometrie grafisch ausgewertet. Das Volumen der Aufbauten
der Entlüftungsdome und Impulsleitungen sind darin nicht berücksichtigt. Mit dem
Erreichen des angestrebten Dampfvolumens und dem Schließen der Abströmventile der
Druckhaltung endete die Dampfbildungsphase.
Dampfrückbildung und Übergang zum einphasigen Zustand
Zur Vermeidung einer schnellen Druckauflastung im Hochpunkt erfolgte vor der Masse-
zufuhr in das System die Druckentlastung der Leitung abströmseitig des Kugelhahns
über die Verbindung zum FW-Ausgleichsbehälter. Die schematische Anlagenschaltung
der FWPS bis zur Auflösung der Zweiphasenzone zeigt Abb. 5.6. Über einen Kugelhahn
in DN50 wurde die hydraulische Verbindung zur FWPS und dem Fernwärmesystem
wiederhergestellt. Durch den höheren Druck auf der heißen Zwischendruckschiene der
Anlage strömte heißes Fernwärmewasser (110 C) in das Hochpunktsystem und führte
dort zur Verdichtung und Kondensation der zuvor erzeugten Dampfblase. Mit Hilfe des
gemessenen Druckabfalls über der Armatur und dem Hub des Kugelhahns wurde die
Zuströmgeschwindigkeit eingestellt und im Nachgang anhand von Messdaten validiert.
Die Armaturenkennlinie (KV -Wert in Abhängigkeit von Hub und Druckabfall) wurde
in einem Vorversuch aufgenommen und ist in Abb. 5.7 dargestellt. Die in Abb. 5.6
eingezeichnete Druckhaltepumpe war zum Zeitpunkt der Versuche noch nicht vollständig
in Betrieb genommen und stand daher nicht zur Verfügung.
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Abb. 5.6: Zur Wiederherstellung des einphasigen Zustandes im Hochpunkt wurde heißes
FW-Wasser aus der Zwischendruckschiene der weiter in Betrieb befindlichen FWPS
entnommen. Über einen Kugelhahn gelangte das Medium in das Hochpunktsystem.
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Abb. 5.7: Die Kennlinie des Kugelhahns basiert auf Messdaten eines Vorversuches und
zeigt ein annähernd lineares Öffnungsverhalten.
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Die Dampfrückbildung endete mit der Auflastung des Zwischendrucks aus der FWPS
und dem anschließenden Öffnen der Entlüftungsarmaturen zum Ausblasen der nichtkon-
densierbaren Restgase (Stickstoff).
5.3 Hochpunktüberwachung und Messtechnik
Für die Versuche und die spätere Überwachung des Hochpunktes im operativen Betrieb
wurden die drei Leitungen auf der Rohrbrücke mit Messinstrumenten ausgestattet.
Innerhalb des FWPS-Gebäudes und auf dem Höhenniveau der Rohrbrücke befinden sich
Entlüftungs- und Entleerungsdome, die für die Anordnung der Messmittel genutzt wurden.
Einen schematischen Querschnitt einer Leitung mit Entlüftungsdom zeigt Abb. 5.8.
Entlüftungsleitung
Δp
p
TEntlüftungsdom
T
Abb. 5.8: In jeder der drei Leitungen befinden sich je eine Druckmessung im Bereich der
Rohrsohle, eine Differenzdruckmessung zwischen Ober- und Unterseite der Rohrleitung
zur Füllstandsbestimmung und zwei Temperaturmessungen.
In jeder Leitung sind zwei Temperaturmessungen angebracht, eine davon befindet sich
im Entlüftungsdom und zeichnet die Temperatur der Dampfphase auf. Zur Messung der
Flüssigkeitstemperatur und zur Überwachung der Temperaturschichtung im Rohr ist
ein weiterer PT100-Messfühler an der Unterseite der Leitung im Bereich der Rohrsohle
bzw. am Entleerungsstutzen installiert. Aus Platzgründen musste der Messfühler der
RL-Leitung in den Bereich der Fallleitung verschoben werden.
Zur Bestimmung der Dampffüllhöhe in den einzelnen Leitungen sind Differenzdruck-
messungen derart verbaut, dass die Anbohrungen der Impulsleitungen möglichst in
einer gemeinsamen Querschnittsebene liegen. Dadurch wird verhindert, dass Strömungs-
einflüsse das Messergebnis verfälschen (zusätzlicher Druckverlust beim Durchströmen
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der Distanz zwischen den Anschlussstellen beider Impulsleitungen). Dies ist besonders
im späteren regulären Betrieb der Anlage von Bedeutung. Unterschiedliche Differenz-
drücke sind im Verlauf aufgrund der verschiedenen Durchmesser der Leitungen (siehe
Abb. 5.3) und den baulichen Abweichungen der Dome, der Entlüftungsleitungen und
der Impulsleitungen zu erwarten. Zusätzlich befindet sich im Bereich der Rohrsohle eine
Druckmessung, die ebenfalls eine Füllstandsbestimmung über den hydrostatischen Druck
ermöglicht.
Es soll an dieser Stelle nochmals hervorgehoben werden, dass die verbauten Messinstru-
mente zur späteren Überwachung des Hochpunktes in Betriebs- und Störfällen dienen
und bei der Messdatenerfassung, im Vergleich zur Labormesstechnik, mit höheren Ab-
weichungen bzw. Ungenauigkeiten durch Trägheit (PT100-Temperaturmessfühler) zu
rechnen ist. Durch die Anbindung an das Leitsystem ist eine hochfrequente Abfrage der
Messdaten gewährleistet (Abtastfrequenz der Druckmessungen ca. 3Hz). Das System
ist aus Gründen der Einsparung von Datenspeicherplatz derart ausgelegt, dass neue
Messdaten erst beim Überschreiten einer Schwellwertdifferenz geschrieben werden. Für
die Hochpunktüberwachung wurde dieser Wert während der Versuche (3. und 4. Versuch)
von 0,1% des Messbereiches auf 0,00001% abgesenkt.
5.4 Versuchsergebnisse
Es wurden vier Fahrversuche mit den Parametern nach Tab. 5.2 konzipiert und durchge-
führt.
Tab. 5.2: Auflistung der durchgeführten Versuche
Versuch Dampfvolumen Volumenstrom
Abspeisung
Volumenstrom
Zuspeisung
1 10m3 10m3/h 15m3/h
2 20m3 20m3/h 25m3/h
3 30m3 30m3/h 40m3/h
4 30m3 30m3/h 90m3/h
Die folgende Darstellung der Versuchsergebnisse in Form von Zeitreihen soll sich aus
Gründen der Übersichtlichkeit auf den letzten Versuch mit 30m3 Dampfvolumen be-
schränken. Die ersten drei Versuche mit ansteigenden Dampfvolumina von 10m3 bis 30m3
dienten der Überprüfung der Anlagenschaltung und des Versuchsablaufes. Messdaten
dieser Versuche sind in Anhang I aufgeführt.
Bei den ersten beiden Versuchen mit 10m3 und 20m3 Dampfvolumen mussten die
Impulsleitungen kurz vor Beginn der Dampfbildungsphase mit heißem Wasser aus dem
Fernwärmesystem gespült werden, da sich noch Gasblasen in den Rohren, die zum
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Messumformer laufen, befanden. Die nachfolgende Abkühlung beeinflusste die gemesse-
nen Differenzdrücke. Weiterhin wurde die oben beschriebene Schwellwertdifferenz der
Messdatenaufzeichnung im Leitsystem erst vor dem dritten Versuch bei allen relevanten
Messstellen übernommen.
Bildung der Zweiphasenzone
Die in der Dampfbildungsphase gemessenen bzw. aus Messwerten berechneten Zeitver-
läufe des Drucks (als Absolutdruck), der Dampffüllhöhe und der Temperatur der oberen
Temperaturmessfühler sind in Abb. 5.9 für die drei Leiter dargestellt.
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Abb. 5.9: Für alle drei Leitungen sind die zeitlichen Verläufe von Druck, Füllstand und
Temperatur in der Phase der Dampfbildung dargestellt. Die Gitterlinien der Abszisse
kennzeichnen einen Zeitraum von 120 s.
Der Druckabfall und der nachfolgende Anstieg unmittelbar vor Beginn der Abspeisung
(840 s bis 1000 s) markieren die vollständige Separation des Hochpunktsystems. Die
bekannte Undichtheit der Absperrarmaturen und der folgende Leckmassestrom erhöhen
die Masse in dem abgeschlossenen Volumen und lassen dadurch den Druck wieder leicht
ansteigen.
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Mit dem langsamen Öffnen der Abströmventile begann der Masseabfluss aus dem
separierten Hochpunktsystem. Bereits eine geringe Masseentnahme führte zum Abfall
des Drucks im Hochpunkt bis auf das Siededruckniveau.
Weil an der Oberseite der Rohrleitung bzw. im Entlüftungsdom keine Druckmessung zur
Verfügung stand, wird die Druckmessstelle an der Unterseite der Rohrleitung für die
Berechnung des Drucks in der Dampfphase nach Gl. 5.1 herangezogen.
p = pMessung   Fl () gh  p  Fl (25 C) ghMU (5.1)
Der Term Flgh beschreibt die hydrostatische Wassersäule über der Druckmessstelle. Da
die Druckmessung die Füllstandsänderung durch die Dampfbildung ebenfalls registriert,
ist der Wert der Differenzdruckmessung p davon abzuziehen. Die Dampffüllhöhe wird
vom oberen Rohrscheitelpunkt abgetragen, sodass negative Dampffüllhöhen mit negati-
ven Differenzdrücken korrespondieren. Für h ist der vertikale Abstand zwischen der
vorhandenen Druckmessung und der höchsten Stelle der Entlüftungsleitung einzusetzen,
siehe Abb. 5.8 und Tab. 5.3. Die Flüssigkeitsdichte wird bei der aktuell gemessenen
Temperatur an der Unterseite des Rohres bestimmt. Da sich die Temperatur der unbe-
einflussten Flüssigkeit in großem Abstand zur Dampfblase nur langsam ändert, ist diese
Annahme trotz der bekannten Trägheit der PT100 Temperaturmessfühler gerechtfertigt.
Die Korrektur des Drucks aufgrund der Aufstellorte der Messumformer ist im letzten
Term von Gl. 5.1 berücksichtigt. Dabei ist die Flüssigkeitsdichte bei der Umgebungs-
temperatur innerhalb der FWPS anzusetzen (25 C). Die in Gl. 5.1 eingesetzten Höhen
h und hMU sind in Tab. 5.3 aufgelistet. Die aufgeführten Daten beruhen teilweise auf
den händisch gemessenen Abständen in der FWPS und wurden anhand der Messdaten
aus den vier Versuchen validiert. Dennoch sind die Werte mit Ungenauigkeiten behaftet,
da die Dämmung der Entlüftungsdome und der Rohrleitungen ein genaues Abmessen
erschwerten.
Tab. 5.3: Übersicht der Höhen bei der Druckberechnung
Leitung h hMU Höhe Dom
VL1 1,595m 1,73m 58 cm
VL2 1,415m 1,73m 54 cm
RL 1,590m 1,73m 58 cm
In Abb. 5.9 ist zu erkennen, dass der Druck scheinbar unter den Siededruck pS(#)
absinkt. Dies liegt jedoch an der beschriebenen Berechnungsmethodik. Wie in Abb. 5.8
zu erkennen ist, befindet sich oberhalb der Impulsleitung der Differenzdruckmessung
noch die Entlüftungsleitung. Sie ist damit der höchste Punkt in dem zuerst eine Dampf-
phase entsteht. Folglich wird die Dampfbildung bis zur Höhe der Impulsleitung von der
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Druckmessung als Änderung des hydrostatischen Drucks registriert, jedoch nicht von
der Differenzdruckmessung. Somit sinkt der berechnete und in Abb. 5.9 eingezeichnete
Druck unter den Siededruck, und zwar genau um den Betrag der Wassersäule zwischen
Impuls- und Entlüftungsleitung. Praktisch ist es mit hochreiner Wasserflüssigkeit mög-
lich, den Siededruck ohne Aggregatzustandsänderung zu unterschreiten [Sch09]. Diese
Voraussetzungen sind bei dem verwendeten FW-Wasser als technischem Medium nicht
gegeben.
Der Füllstand bzw. die Dampffüllhöhe h im Rohr wird aus der gemessenen Druckdifferenz
p nach Gl. 5.2 berechnet und in Zentimetern angegeben. Ausgehend vom Wert Null
markiert ein negativer Differenzdruck die Existenz der Dampfblase, entsprechend weisen
die berechneten Werte von h ebenfalls negative Vorzeichen auf.
h =
p
g (#Fl)
(5.2)
Zwischen dem Öffnen der Abströmventile bis zur Indikation der Dampfbildung durch
das Abfallen der gemessenen Differenzdrücke ergo der Füllstände blieb die Ventilstellung
unverändert. Erst danach wurde der Hub angepasst und der gewünschte Abspeisemasse-
strom eingestellt. Es zeigt sich in Abb. 5.9, dass erst ca. 180 s bis 240 s nach dem Erreichen
des Siededruckes der Abfall der Differenzdrücke einsetzt. Auch der Vergleich mit den
Dampfbildungsphasen der vorangegangenen Versuche 1-3 verdeutlicht, dass die Dampf-
blasenbildung in den drei Leitungen zu stets verschiedenen Zeitpunkten einsetzt und
sich kein einheitliches Bild ergibt. Dieser Effekt lässt sich nicht allein durch die geringen
Unterschiede in der Ausführung der Entlüftungsdome und Impulsleitungen begründen.
Insbesondere bei den Leitungen VL1 und RL, die den gleichen Innendurchmesser und
ähnliche Aufbauten aufweisen, wäre ein zeitgleiches Einsetzen der Dampfbildung zu
erwarten. Folglich führt die zufällige Verteilung von Siedekeimen in den Leitungen zum
zeitnahen, aber unterschiedlichen Einsetzen der Gasfreisetzung und zum nachfolgenden
Siedevorgang. Beide Prozesse können anhand der aufgezeichneten Messdaten nicht von-
einander abgegrenzt werden, da zwischen dem Unterschreiten des Gassättigungsdrucks
bzw. dem Erreichen des Siededrucks und der Detektion einer Füllstandsänderung im
Hochpunkt ca. 3-4min vergehen.
Zunächst fällt der Füllstand steil ab, weil das Volumen in den Entlüftungsdomen und den
Impuls- bzw. Entlüftungsleitungen gering ist und diese Rohre zumeist vertikal verlaufen.
Eine geringe Änderung des Dampfvolumens führt hier zu einer großen Füllstandsänderung.
Das Absinken des Füllstands bis in die großen Hauptrohrleitungen ist durch ein deutliches
Abflachen der Verläufe gekennzeichnet. Bei  = 3960 s schwindet die Differenz der
Füllstände zwischen der VL1- und der RL-Leitung bis beide Kurven in Abb. 5.9 identisch
verlaufen. Dieser Zeitpunkt markiert die Verbindung der einzelnen Dampfblasen in den
Rohren über den Kurzschluss auf der Rohrbrücke, sodass sich die Dampffüllstände bei
dieser zusammenhängenden Dampfblase ausgleichen.
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Abb. 5.10: Die Volumenänderung im FW-Ausgleichsbehälter weist ein abgespeistes
Volumen von 29,9m3 aus.
Nach Ende der Dampfbildungsphase betragen die Dampffüllhöhen in der VL1 und
RL Leitung 87 cm, in der VL2 Leitung 74 cm. Mit den Höhen der Aufbauten (Dom,
Entlüftungs- und Impulsleitungen) nach Tab. 5.3 ergeben sich die Füllstände in der
Rohrleitung: 29 cm in VL1 und RL, 20 cm in VL2. Der Vergleich mit Abb. 5.5 weist
für die VL1- und RL-Leitung ein etwas zu geringes Dampfvolumen aus (27m3). Gemäß
dem Flüssigkeitsvolumen im FW-Ausgleichsbehälter in Abb. 5.10 wurden jedoch 29,9m3
abgespeist und damit das Solldampfvolumen von 30m3 fast erreicht. Die Ursache dieser
Differenz liegt nach Meinung des Autors in den Ungenauigkeiten bei der händischen
Vermessung der Höhen nach Tab. 5.3, welche die resultierende Dampffüllhöhe direkt
beeinflussen. Auch ist von Undichtheiten der Absperrarmaturen in der Anlage auszugehen,
sodass die Leckagemasseströme, welche in das separierte Hochpunktsystem eindringen,
ebenfalls über die Abströmventile in den FW-Ausgleichsbehälter gespeist werden und
das in Abb. 5.10 aufgezeichnete Endvolumen im Behälter erhöhen. Der betroffene
Volumenanteil wird auf  1 m3 eingeschätzt. Die zugrundeliegende Berechnung zu
Abb. 5.5 geht ebenfalls von einer vereinfachten Rohrleitungsführung aus, in der u. a. das
Volumen des Kurzschlusses nicht enthalten ist.
Die in Abb. 5.9 dargestellten Temperaturverläufe beziehen sich nur auf die Messungen in
den Entlüftungsdomen. Das Temperaturniveau ist während der gesamten Dampfbildungs-
phase nahezu konstant und fällt innerhalb der gekennzeichneten Zeitdauer von 55min
um ca. 0,7K. Die Temperaturabsenkung ist auf den Entzug der Verdampfungsenthalpie
und die Wärmeabgabe an die Umgebung zurückzuführen. Beide Effekte lassen sich beim
Vergleich der Temperaturverläufe in Abb. 5.11 qualitativ separieren. Der lineare Abfall
der Flüssigkeitstemperatur in der Rohrsohle zeigt den Anteil des Wärmetransportes
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Abb. 5.11: Die Zeitverläufe zeigen jeweils die arithmetischen Mittelwerte der gemessenen
Temperaturen in den drei Leitungen. In der Rohrsohle ist eine lineare Abkühlung
festzustellen, welche den Anteil der Wärmeabgabe an die Umgebung charakterisiert.
an die Umgebung. Bei der Zeitmarke  = 1320 s ist ein schneller Sprung der Tempe-
ratur im Dom verzeichnet. Zu diesem Zeitpunkt bewegt sich die Phasengrenzfläche
über den Temperaturfühler im Dom. Vor dieser Zeitmarke wird durch die Messung
die Flüssigkeitstemperatur registriert, danach die niedriger liegende Temperatur des
Dampfes. Die Verdampfungsenthalpie wird in Anteilen der Dampfphase als auch der
Flüssigkeitsphase entzogen, wobei die Auswirkungen auf die Temperaturabsenkung von
der Wärmekapazität der jeweiligen Phase abhängt. Der Dampf weist eine geringere spez.
Wärmekapazität und eine viel kleinere Masse auf, sodass bei der Flüssigkeit nur eine sehr
dünne Schicht nahe der Kontaktfläche Dampf-Flüssigkeit von der Temperaturabsenkung
betroffen ist, deren Dicke sich aus den Messdaten jedoch nicht bestimmen lässt.
Dampfrückbildung und Übergang zum einphasigen Zustand
Aus Abb. 5.12 ist zu entnehmen, dass die gesamte Rückbildung der Dampfphase ca.
20min dauert, sodass bei einem Dampfvolumen von ca. 30m3 der mittlere Volumen-
strom der Zuspeisung 90m3/h beträgt. Es ist davon auszugehen, dass die maximale
Geschwindigkeit der Zuspeisung sogar höher liegt, weil in der markierten Zeitspanne
die schrittweise Öffnung des Kugelhahns enthalten ist. Der Druck im Dampfraum steigt
stetig an und verbleibt bis  = 6480 s stets auf dem Niveau des Siededrucks pS(#). Erst
nach diesem Zeitpunkt, beim deutlichen Anstieg des Gradienten @p=@ , werden schein-
bar unterkühlte Zustände mit p > pS(#) ausgewiesen. Der eingezeichnete Siededruck
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Abb. 5.12: Für alle drei Leitungen sind die zeitlichen Verläufe von Druck, Füllstand
und Temperatur in der Phase der Dampfrückbildung dargestellt. Die Gitterlinien der
Abszisse kennzeichnen einen Zeitraum von 120 s.
basiert auf der gemessenen und zwischen den drei Messungen der Entlüftungsdome
gemittelten Temperatur. Aufgrund der bekannten Trägheit der PT100-Messfühler ist
davon auszugehen, dass die reale Dampftemperatur und der dazugehörige Siededruck
höher liegen und sich der thermische Zustand im Zweiphasengebiet befindet. Nach
der vollständigen Kondensation der Dampfblase liegt im Bereich des Hochpunktes der
Druck der Zwischendruckschiene der FWPS an. Die nach  = 6600 s aufgezeichneten
Druckschwankungen resultieren aus dem operativen Betrieb der Anlage. Während der
gesamten Rückbildungsphase treten keine Anzeichen trägkeitsgesteuerten Verhaltens,
wie Kondensationsschläge oder Druckstöße, auf. Die anschließende Entlüftung zeigt keine
Auswirkungen auf den Druckverlauf.
In den 30 s vor dem Ende der Dampfkondensation treten im Bereich des Entlüftungs-
domes die kleinsten Phasengrenzflächeninhalte und die schnellsten Änderungen der
Dampffüllhöhe auf. Nach dem schnellen Ansteigen des Füllstands zum Ende der Kon-
densation verharrt dieser auf einem Zwischenniveau bei ca. -19 cm. In diesem Hohlraum
befinden sich die nichtkondensierbaren Restgase. Aus dieser Füllstandsanzeige kann
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leider nicht auf das eingenommene Volumen der Gase geschlossen werden, deshalb sind
diesbezüglich nur qualitative Aussagen möglich. Auf Grundlage der Domgeometrie wird
das Restgasvolumen auf < 0;1 m3 abgeschätzt. Aus den vierteljährlichen Untersuchungen
der FW-Wasserqualität ist die Konzentration des gelösten Stickstoffs in dem Netzteil be-
kannt, welche zum Zeitpunkt der Versuche ca. 5 l/m3 betrug und einen Anteil von 99,9%
der Gasmasse besitzt. Nach der Entlüftung der drei Leitungen wird das Ausgangsniveau
des Füllstands wieder erreicht.
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Abb. 5.13: Dargestellt ist der zeitliche Verlauf der Differenz zwischen der Siedetempe-
ratur #S(p) und der gemessenen Temperatur in der Dampfblase #D. Der berechneten
Siedetemperatur #S(p) liegen die zwischen den drei Leitungen gemittelten Druckverläufe
nach Abb. 5.12 zugrunde. Bei der verwendeten Dampftemperatur #D handelt es sich
ebenfalls um den Mittelwert der drei Messstellen im Hochpunkt.
Die Dampftemperatur steigt im Zeitbereich 5520 s    6360 s annähernd linear an
und überschreitet bei   5730 s die Anfangstemperatur des Versuches (110 C). Dies
weist auf drei Effekte hin:
- Temperaturerhöhung durch die Verdichtung
- Temperaturerhöhung durch die Freisetzung der Verdampfungsenthalpie
- begrenzte Wärmeabfuhr
Die Vergleiche zwischen dem Druck im Dampfraum und dem Siededruck in Abb. 5.12
sowie der Dampftemperatur und die Siedetemperatur in Abb. 5.13 verdeutlichen, dass
der thermische Zustand während der Dampfrückbildungsphase in guter Näherung im
Zweiphasengebiet verbleibt. Es ist anhand der zunehmenden positiven Verschiebung von
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#S(p) #D zu erkennen, dass der systematische Einfluss der Trägheit der Temperaturmes-
sungen ansteigt, jedoch erst 120 s vor dem Übergang zur einphasigen Wasserflüssigkeit
den Wert von 0,5K übersteigt.
Zum Ende der Dampfrückbildungsphase ist der Massestrom der Zuspeisung weiterhin
annähernd konstant und mit ansteigendem Füllstand innerhalb der Hochpunktgeometrie
beschleunigt sich die vertikale Bewegung der Phasengrenzfläche. Die schnell kleiner wer-
denden Wand- und Phasengrenzflächeninhalte behindern den Wärmetransport, sodass
sich die verbleibende Dampfmasse stärker verdichtet, ihre spez. innere Energie zunimmt
und weniger Kondensat anfällt. Folglich steigt auch der Gradient @#=@ an. Es wurde
bereits mehrfach auf die Trägheit der PT100 Temperaturmessfühler hingewiesen. Daher
ist davon auszugehen, dass die reale Temperatur in der Dampfblase zum Ende des
Versuches deutlich über dem gemessenen Maximum von 117 C liegt. Der steile Tempe-
raturabfall bei  = 6480 s markiert den Zeitpunkt, in dem der Dampf-Flüssigkeitsspiegel
den Messfühler im Entlüftungsdom überschreitet. Danach wird die Temperatur der
Wasserflüssigkeit registriert.
5.5 Schlussfolgerungen zur Netz- und Anlagensicherheit
Die durchgeführten Versuche belegen, dass es mit betrieblichen Mitteln möglich ist, das
Verhalten von Dampfblasen zu beherrschen, ohne dass eine Gefährdung des Systems
besteht. Weiterhin bestätigen sie die in Abschnitt 4.1 beschriebene und anhand von
Beispielrechnungen simulierte Verdichtung der Dampfmasse während des Füllvorganges.
In Übereinstimmung mit den Aussagen verschiedener Literaturstellen steht es dem
Fernwärmeversorgungsunternehmen demnach frei, Ausdampfungen bei Störfällen im
Verteilungsrohrnetz zuzulassen, sofern die folgenden Voraussetzungen erfüllt sind [TGL85,
Cas91, Frö83, NSSD18]:
- Die Hochpunkte im Verteilungsnetz müssen dem Netzbetreiber bekannt sein. Diese
lassen sich mit Geoinformationssystemen und hydraulisch stationären Netzbe-
rechungen bestimmen.
- Es muss sichergestellt sein, dass in den Hochpunkten adiabates Verhalten vorliegt,
ergo die Absenz von Wärmesenken.
- Dem Netzbetreiber muss weiterhin bekannt sein, in welchen Störfällen sich Aus-
dampfungen bilden und wo im System diese auftreten. Die Auswertung bereits
aufgetretener Störungen ermöglicht dies. Zusätzlich sollten hydraulisch instationäre
Netzberechnungen dazu durchgeführt werden.
- Eine Hochpunktüberwachung ist zwingend erforderlich, denn sie informiert den
Netzoperator über die Existenz der Zweiphasenzone, den Verlauf des Füllvorganges
und die Wiederherstellung des einphasigen Zustands. Die Füllstandmessung im
Hochpunkt der FWPS wurde als Differenzdruckmessung realisiert. Es sind jedoch
71
auch andere Messanordnungen möglich, bspw. eine Druckmessung am oder in
der Nähe des Hochpunktes, welche den Schluss auf den lokalen Druck am oberen
Rohrscheitelpunkt der Hochpunktgeometrie zulässt. Dazu muss sichergestellt wer-
den, dass sich das Wasser im betreffenden Rohrleitungsabschnitt in Ruhe befindet.
Weiterhin ist eine Temperaturmessung notwendig.
- Das Messen des temperaturabhängigen Siededrucks im Hochpunkt ist durch prak-
tisch unvermeidbare Messabweichungen schwierig. Um Dampfphasen dennoch
sicher zu detektieren, ist dem Siededruck ein Sicherheitsabstand aufzuschlagen.
Bei Unterschreiten dieses Grenzwertes wird die Warnung an den Netzbetreiber
bzw. Anlagenbediener frühzeitig ausgelöst [Rei12].
- Es muss eine klare Handlungsanweisung definiert werden, die den sicheren Übergang
zum einphasigen Zustand beschreibt. Die Diagramme in Abb. 2.7 und Anhang B
geben dafür den zulässigen Volumenstrom der Zuspeisung vor.
- Die Analyse des Anlagenverhaltens in Abschnitt 4.3 zeigt, dass der Druckanstieg
in der Dampfblase und im System zu einer Beschränkung des Volumenstroms der
Zuspeisepumpe führt. Die Erhöhung der Drehzahl während der Nachregelung der
Pumpe soll getaktet mit Verharrungsintervallen oder langsam und stetig erfolgen,
um ein zu schnelles Ansteigen der Massezufuhr bzw. Zuspeisung, wie die blaue
Kurve in Abb. 4.16 zeigt, zu vermeiden. Eine Überwachung der Volumenstromgra-
dienten ist zusätzlich zu empfehlen.
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Kapitel 6
Modellvalidierung anhand
experimenteller Daten
In diesem Kapitel erfolgt die Validierung des in Kapitel 3 entwickelten Modells anhand
von Vergleichen mit den experimentellen Daten aus der Versuchsanlage in Großkayna
von Nestke et al. (2018) und den beschriebenen Versuchsergebnissen aus Abschnitt 5.4.
6.1 Vergleich mit den Ergebnissen der Versuchsanlage Groß-
kayna
6.1.1 Einleitung
Eine Teiluntersuchung in [NSSD18] befasst sich mit der Temperaturabhängigkeit des
Rückbildungsverhaltens von stationären Dampfblasen und liefert dafür Ergebnisse von
fünf Einzelversuchen bei verschiedenen Temperaturen zwischen 87 C und 143 C. Bei der
Aufbereitung und Digitalisierung der ursprünglich handgezeichneten Diagramme sind
Ablesefehler unvermeidbar, deshalb wird im Vergleich mit den Simulationsrechnungen
die qualitative Übereinstimmung bewertet. Für die Referenzierung der Einzelversuche
wird deren Bezeichnung beibehalten.
Aus den Unterlagen sind folgende Details der Anlage und des Hochpunktes bekannt:
- ca. 2,5m3 Hochpunktvolumen
- DN400 Rohrleitungsnennweite (Di = 0;414m)
- 18,5m Rohrleitungslänge im Hochpunkt
- 28m Höhendifferenz zwischen der Pumpe und dem Hochpunkt (Rohrleitungsmit-
tellinie)
- ungeregelte Zuspeisepumpe mit 800m3/h Fördervolumenstrom und 42m Förder-
höhe im Nennarbeitspunkt
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Die geometrische Beschreibung des Hochpunktes erfolgt mit den Ausführungen in
Abschnitt 3.4 und Anhang G, mit der Zuordnungstabelle h! VD; AS; AM als Ergebnis.
In Abb. 6.1 ist die in den Simulationsrechnungen verwendete Pumpenkennlinie darge-
stellt. Sie ist mit Hilfe der temperaturabhängigen Arbeitspunkte zum Versuchsbeginn
konstruiert, da in [NSSD18] keine Angaben dazu enthalten sind. Die Festlegung des
Zuspeisevolumenstroms in den Simulationen basiert daher auf dieser Abschätzung.
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Abb. 6.1: Die konstruierte Kennlinie der Zuspeisepumpe ist nahezu linear. Bei den
eingezeichneten Arbeitspunkten handelt es sich um zeitgemittelte Volumenströme.
Die benötigten Volumenströme sind aus der Füllstandshöhe und dem dazugehörigen
Dampfvolumen sowie der dokumentierten Füllzeit ermittelt. Die verwendeten Parameter
listet Tab. 6.1 auf. Abweichungen zur realen Kennlinie sind jedoch wahrscheinlich, da
die berechneten Volumenströme über die Füllzeit gemittelt sind und davon auszuge-
hen ist, dass zum Versuchsbeginn größere Fördermengen auftraten. Weiterhin ist der
Anfahrvorgang auf die Nenndrehzahl schwierig abzuschätzen und wird in den Simulati-
onsrechnungen vernachlässigt.
Tab. 6.1: Temperaturen, Dampfvolumina und Füllzeiten der Großkayna-Versuche
Bezeichnung Temperatur Dampfvolumen Füllzeit
Versuch 11 87 C 2,50m3 12 s
Versuch 12 96 C 2,50m3 16 s
Versuch 8 113 C 1,25m3 11 s
Versuch 9 125 C 2,50m3 36 s
Versuch 13 143 C 2,50m3 77 s
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Die Temperaturmessung ist im Hochpunkt auf Höhe der Rohrmittellinie angebracht,
sodass bei kleineren Dampffüllhöhen die Temperatur der Flüssigkeit angezeigt wird.
Dieser Effekt tritt auch bei den in Abschnitt 5.4 beschriebenen Temperaturverläufen
auf, allerdings erst im Bereich des Entlüftungsdomes.
Für den Vergleich mit den Messdaten werden analog zu Abschnitt 4.1 je zwei ver-
schiedene Simulationsrechnungen herangezogen, welche die unterschiedlichen Methoden
des Wärmetransportes zur Rohrwand QRohr berücksichtigen: der Wärmeübergang mit
Film  6000 W=(m2K) nach Gl. 3.7 und die Aufheizung des benetzten Rohrmantelma-
terials nach Gl. 3.8. Die entsprechenden Datensätze und Zeitverläufe werden fortan mit
QFilm-Simulation bzw. QWand-Simulation betitelt.
Die Gaskonzentration des im FW-Wasser gelösten Stickstoffes wird mit 5 l/m3 angenom-
men.
6.1.2 Versuch 11 bei 87 C
Die Zeitverläufe von Temperatur, Druck und Dampffüllhöhe sind in Abb. 6.2 für den
Versuch 11 und die Simulationsergebnisse dargestellt. Im Gegensatz zu [NSSD18] wird
hier der Füllstand als Dampffüllhöhe vom oberen Rohrscheitelpunkt abgetragen und
die eingetragenen Werte in Abb. 6.2 sind entsprechend umgerechnet. Der Verlauf der
Dampffüllhöhe gibt an, dass der Versuch und die Volumenabnahme bei   21 s starten.
Den Beginn der Simulation markiert die schwarz gestrichelte vertikale Linie. Beide
Simulationen zeigen eine annähernd lineare Abnahme der Dampffüllhöhe, welche das
Verhalten im Versuch hinreichend genau abbildet. Die Gesamtfüllzeit beträgt 8,3 s bei
der QWand-Simulation bzw. 9,6 s bei QFilm und 11 s im Versuch.
Gegenüber dem Druck- und Füllstandsverlauf wirkt die rot gezeichnete Temperaturkurve
des Versuches 11 um ca. 7 s zeitversetzt. Ihr Anstieg setzt deutlich früher ein als
bei den beiden anderen Messkurven und es wird vermutet, dass ein Fehler in der
Ursprungszeichnung vorliegt. Für den Vergleich wird die blaue Simulationskurve QWand
ebenfalls um 7 s verschoben (blau gestrichelte Kurve) und zeigt an dieser Stelle eine
qualitativ gute Übereinstimmung mit den Messdaten. Die Temperaturkurve der QFilm-
Rechnung steigt deutlich steiler an und besitzt ein Maximum am Berechnungsende bei
150,7 C. Eine derart starke Verdichtung des Dampfes korreliert nicht mit den Messdaten.
In den Simulationen befindet sich der Dampfzustand stets im Zweiphasengebiet und
die eingezeichneten Druckkurven in Abb. 6.2 zeigen die Siededrücke pS(#D) zu den
Temperaturkurven. Trotz der fast deckungsgleichen Druckkurven von QFilm-Simulation
und dem Versuch im Bereich 21 s    29 s beschrieben diese jedoch unterschiedliche
Effekte. Der Druckanstieg der grünen Kurve steht in Zusammenhang mit dem Tem-
peraturanstieg bedingt durch die Verdichtung des Dampfes, der rote Druckverlauf des
Versuches zeigt den Übergang zur trägheitsgesteuerten Kondensation und den folgenden
Kondensationsschlag. Die Druckschwankungen bei   30 s sind die Folge davon. Dies
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Abb. 6.2: Gegenüber dem Druck- und Dampffüllhöhenverlauf ist die Temperaturkurve
des Versuches um ca. 7 s zeitversetzt. Für den Vergleich wird die blaue Simulationskurve
QWand um 7 s verschoben (blau gestrichelte Kurve) und zeigt an dieser Stelle eine
qualitativ gute Übereinstimmung.
belegen die veröffentlichten Ja-Zahlen zu den Messdaten, welche für den Versuch 11
mit Ja = 300 angegeben sind [DN16]. Mit der in Kapitel 2 beschriebenen Methodik zur
Bestimmung der Ja-Zahlen treten gleich zu Beginn der Simulation die maximalen Werte
von Ja = 211 bzw. Ja = 215 auf, da der Anfahrvorgang der Pumpen nicht berücksichtigt
und der Volumenstrom der Zuspeisung instantan aufgeprägt wird. Gleichzeitig liegen die-
se Werte mit Ja  100 im Bereich des trägheitsgesteuerten Kondensationsverhaltens und
damit außerhalb des Gültigkeitsbereiches des Simulationsmodells. Die Berechnung des
Joukowski-Stoßes nach Gl. 2.1 unter Anwendung der in Kapitel 2 beschriebenen Me-
thodik und der Schallgeschwindigkeiten nach Abb. 2.4 ergibt eine Druckamplitude von
2,8 bar. Die Geschwindigkeitsänderung bezieht sich dabei auf den Rohrleitungsquer-
schnitt. Die gemessenen Drücke in Abb. 6.2 zeigen deutlich größere Amplituden. Eine
Ursache dafür kann u. a. ein niedrigerer Gasgehalt des Stickstoffes im Versuch sein. Wird
der maximale Gradient @h=@ für die Berechnung des Joukowski-Stoßes nach Gl. 2.1
angesetzt, dann ergeben sich deutlich niedrigere Werte mit p  0;29 bar.
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Mit der vollständigen Kondensation des Dampfes enden die Simulationen. Nach diesem
Punkt ist ein Temperaturverhalten analog zu den gemessenen Temperaturen in Abb. 6.2
oder in der Dampfrückbildungsphase in Abb. 5.12 zu erwarten. Ausgehend vom Tempe-
raturmaximum am Simulationsende würde eine Messstelle am oberen Rohrscheitelpunkt
ein steiles Absinken auf das Temperaturniveau der Flüssigkeit registrieren, weil nun
das Rohr mit Flüssigkeit gefüllt ist. Der Druck im Hochpunkt ist nun nicht mehr auf
dem Dampfdruck fixiert, sondern orientiert sich am aufgeprägten Systemdruck. Das
beschriebene Verhalten nach Simulationsende gilt auch für die nachfolgend ausgewerteten
Versuche.
6.1.3 Versuch 12 bei 96 C
Die Zeitverläufe von #D, p und h sind für den zweiten Versuch bei 96 C Anfangstem-
peratur in Abb. 6.3 gegenübergestellt. Die Füllstandsschwankungen vor dem Start des
Füllvorganges behindern die Festlegung des Versuchsbeginns. In den Simulationen startet
die Zuspeisung bei  = 18;5 s (markiert durch die schwarz gestrichelte Linie in Abb. 6.3).
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Abb. 6.3: Die Simulationsrechnungen mit QWand zeigen bei den drei dargestellten
Parametern eine qualitativ gute Übereinstimmung. Die Gesamtfüllzeit ist um 8 s kürzer
als im Versuch, da die Dampffüllhöhe aus ungeklärten Gründen um  = 29 s wieder
ansteigt.
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Bis   25 s nehmen die Dampffüllhöhen h aller drei Kurven in Abb. 6.3 annähernd
linear ab und nur bei der Simulation mit QWand setzt sich dieser Verlauf danach weiter
fort. Die Füllgeschwindigkeit der QFilm-Simulation verlangsamt sich dagegen deutlich,
weil sich der Arbeitspunkt der Pumpe auf der Kennlinie so weit nach links bewegt,
dass keine weitere Steigerung des Druckes möglich ist und die Wärmeleitung durch
die Flüssigkeitsgrenzschicht das weitere Füllverhalten bestimmt. Im Versuch steigt h
aus ungeklärten Gründen kurzzeitig wieder an und verzögert damit die Herstellung des
einphasigen Zustandes. Entsprechend liegt die Gesamtfüllzeit der Simulation mit QWand
mit 8,8 s unterhalb der des Versuches mit 16 s. Deutlich länger dauert der Vorgang bei
der QFilm-Simulation mit 23,8 s.
Die Steigung der Temperaturkurve von Versuch 12 in Abb. 6.3 wird durch die QWand-
Simulation qualitativ wiedergegeben. Bedingt durch die kürzere Füllzeit werden zum
Versuchsende geringere Temperaturen ausgewiesen, 105 C gegenüber 109 C. Es sei
an dieser Stelle wiederholt darauf hingewiesen, dass es sich bei der rot gezeichneten
Versuchstemperaturkurve ab   23 s um die gemessene Flüssigkeitstemperatur handelt,
da die Phasengrenzfläche zu diesem Zeitpunkt den auf mittlerer Höhe angebrachten
Temperaturmessfühler überschreitet. Der Temperaturverlauf der Simulation mit QFilm
zeigt erneut ein deutlich stärker ausgeprägtes Verdichtungsverhalten und erreicht das
Maximum bei #D = 153;2 C. Dies ist gleichzeitig die Siedetemperatur zum berechneten
Enddruck von 5,2 barabs und eine weitere Druckerhöhung und Verdichtung durch die
Zuspeisepumpe erfolgt nicht, weil damit im Modell die linke Grenze der Pumpenkennlinie
ohne Fördervolumenstrom erreicht ist. Der weitere Füllvorgang wird ab   22 s durch
die Wärmeleitung in der Flüssigkeitsschicht bestimmt, sodass Kondensat nur noch gemäß
dieser Wärmeabgabe anfällt.
Der grün gezeichnete Druckverlauf der QFilm-Simulation in Abb. 6.3 bestätigt dies.
Ab   30 s verbleibt der Druck auf einem konstanten Niveau. Zwar ist die Differenz
zum Enddruck des Versuches gering, die Ausbildung der beiden Drücke erfolgt jedoch
auf verschiedenen Grundlagen. In der Simulation ist es die maximale Förderhöhe laut
Pumpenkennlinie (siehe Abb. 6.1) bei gleichzeitiger Existenz der Dampfphase, dagegen
ist es im Versuch der Systemdruck nach Ende des Füllvorganges, welcher sich nach
Abklingen der Druckschwankungen einstellt. Eine deutlich bessere Wiedergabe der
Druckentwicklung zeigen die Ergebnisse der QWand-Simulation. Während des gesamten
Berechnungszeitraumes 18;5 s    27;3 s gibt es eine quantitative Übereinstimmung mit
den Messdaten. Bedingt durch das trägheitsgesteuerte Zusammenfallen der Dampfblase
steigt die rote Druckkurve der Versuchsergebnisse erst ab   33;5 s steil an. Es folgen
Druckschwingungen, die im weiteren Verlauf abklingen. Wie auch im Versuch 11 bei 87 C
liegen Ja-Zahlen in allen drei Fällen im Bereich trägheitsgesteuerten Blasenverhaltens,
mit Ja = 159 bzw. Ja = 162 in den Simulationen mit QFilm bzw.QWand und Ja = 190 im
Versuch. Dennoch bildet besonders die QWand-Simulation die Messdaten von Temperatur,
Druck und Dampffüllhöhe hinreichend genau ab. Es ist deshalb zu vermuten, dass die
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Dampfblase zu Beginn von Versuch 12 thermisch gesteuert kondensiert und sich gemäß
der Abbildung im entwickelten Modell verhält, trotz der hohen Ja-Zahl. Erst später
schlägt das Verhalten zur trägheitsgesteuerten Kondensation um.
6.1.4 Versuch 8 bei 113 C
Den Vergleich der Messdaten von Versuch 8 bei 113 C mit den Ergebnissen der Simula-
tionen zeigt die Abb. 6.4. Wie bereits in Tab. 5.2 aufgeführt, liegt im Gegensatz zu den
vorherigen Versuchen nun eine halb so große Dampfblase mit VD = 1;25m3 zu Beginn
vor.
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Abb. 6.4: Die berechneten Ja-Zahlen und die qualitative Abbildung der Messdaten
durch die Berechnungen deuten darauf hin, dass im Versuch 8 thermisch gesteuertes
Dampfrückbildungsverhalten vorliegt.
Die Überlagerung der Mess- und Berechnungsdaten zeigt den Versatz zwischen der
Temperatur- bzw. Druckkurve zum Verlauf der Dampffüllhöhe, welcher die Festlegung
des Startzeitpunktes der Zuspeisung erschwert. Der gewählte Kompromiss mit  = 14 s
als Startzeitpunkt bedingt, dass die Füllhöhe h in der Simulation früher absinkt und
die berechneten Temperatur- und Druckanstiege um ca. 2 s verzögert einsetzen. Die
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Ergebnisse der QFilm-Simulation zeigen die starke Verdichtung der Dampfmasse und den
Rückgang des Zuspeisevolumenstroms analog zu Abb. 6.2 und Abb. 6.3. Gekennzeichnet
durch den starken Druckanstieg und die bereits bekannte Arbeitspunktverschiebung auf
der Pumpenkennlinie flacht die Kurve der Dampffüllhöhe ab   19 s immer stärker ab.
Der gesamte Füllvorgang dauert 43,5 s, dessen Ende ist jedoch nicht mehr in Abb. 6.4
dargestellt. Die Simulation mit QWand zeigt erneut eine annähernd lineare Abnahme der
Dampffüllhöhe und der Füllvorgang endet bei  = 19;3 s nach 5,3 s. Die Gesamtfüllzeit
des Versuches ist mit 11 s angegeben und damit annähernd doppelt so lang [NSSD18].
Dennoch zeigt die Überlagerung der blauen Simulationskurve mit der roten Versuchskurve
in Abb. 6.4 eine qualitativ gute Übereinstimmung. Die Schwankungen im Verlauf der
Dampffüllhöhe ab   20 s sind bspw. durch die entlösten Gase zu erklären, die sich
noch im Hochpunkt befinden. Mit der angenommenen Gaslöslichkeit von 5 l/m3 beträgt
das Volumen der verbleibenden Gasblase VG = 0;0038 m3 in der Simulation mit QFilm
bzw. VG = 0;0084 m3 mit QWand. Dies entspricht dem Volumen einer kugelförmigen
Blase mit dem Radius r = 9;3 cm bzw. r = 12;6 cm. Es ist zwar davon auszugehen, dass
die Gasblase eine andere, flachere Form annimmt. Die berechneten Volumina in ihrer
Größenordnung lassen es jedoch plausibel erscheinen, dass die Gasphasenbewegung die
Ursache der Füllhöhenschwankungen ist.
Mit dem Dampfvolumen von VD = 1;25m3 befindet sich die Phasengrenzfläche zu
Beginn etwa auf der Höhe der Temperaturmessung. Der nachfolgende Temperaturanstieg
wird daher theoretisch in der Flüssigkeitsschicht gemessen. Dennoch ist in Abb. 6.4
bei  = 18 s ein steiler Abfall auf das Anfangstemperaturniveau deutlich zu erkennen,
wie er auch bei den in Abschnitt 5.4 beschriebenen Versuchsergebnissen vorkommt
und nach dem Ende der Simulationsrechnungen zu erwarten ist. Weiterhin zeigt der
Vergleich der Temperaturkurven, dass die QWand-Simulation den Temperaturanstieg in
den Versuchsdaten passend beschreibt und dabei stets die Dampfparameter abbildet.
Die Maximaltemperatur tritt im letzten Zeitschritt der Berechnung auf und beträgt
123,4 C. In der QFilm-Simulation tritt erneut die starke Verdichtung der Dampfmasse
mit der maximal berechneten Dampftemperatur von #D = 153;3 C ein. Die Ursachen
für dieses Verhalten wurden bereits erläutert.
Die Druckverläufe von QFilm-Simulation und Messung zeigen in Abb. 6.4 eine überra-
schend gute Übereinstimmung. Es wurde in der Auswertung des Versuches 12 jedoch
bereits diskutiert, dass die Verläufe unterschiedliche Entstehungsursachen haben und
damit nicht von einer physikalischen Abbildung des vorliegenden Anlagenverhaltens
gesprochen werden kann. Mit der Einschränkung, dass die Gesamtfüllzeit der QWand-
Simulation deutlich kürzer ist als im Versuch, wird die Wiedergabe der gemessenen
Drücke als hinreichend genau bewertet. Der Anstieg der gemessenen Drücke ab   22 s,
ihr Maximalwert bei  = 25 s und 8 barabs sowie das anschließende Absinken sind wahr-
scheinlich im Anlagenverhalten begründet. Zur genaueren Untersuchung fehlen jedoch
Informationen zum Pumpenverhalten und weitere Parameterverläufe. Ein Kondensa-
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tionsschlag als Ursache dieses Verlaufes wird jedoch ausgeschlossen, da das Auf- und
Abbauen der Druckspitze innerhalb von 6 s und damit zu langsam geschieht.
Die größten berechneten Ja-Zahlen während des Füllvorganges betragen Ja = 91 bzw.
Ja = 94 in den Simulationen mit QFilm bzw. QWand sowie Ja = 81 nach im Versuch
und liegen damit im Übergangsbereich zwischen thermisch- und trägheitsgesteuertem
Kondensationsverhalten [DN16]. Die qualitative Darstellung der gemessenen Temperatur-
und Druckanstiege durch die QWand-Simulation bestätigt zudem, dass auch im Versuch
der Füllvorgang von thermisch gesteuertem Dampfraumverhalten geprägt ist.
6.1.5 Versuch 9 bei 125 C
Mit steigender Anfangstemperatur der Versuche nimmt die Tendenz zum thermisch
gesteuerten Verhalten des Dampfraumes während des Füllvorgangs im Versuch 9 weiter
zu. Die Ergebnisse der Messungen und Simulationen zeigt Abb. 6.5.
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Abb. 6.5: Besonders die Temperatur- und Druckkurven von Versuch 9 und der QWand-
Simulation stimmen überein. Differenzen bestehen u. a. bei der Gesamtdauer des Füll-
vorganges.
Die schnelle Absenkung der Dampffüllhöhe h im Versuch ist bis   30 s ebenfalls bei
beiden Simulationen zu beobachten. Im Bereich 30 s    35 s wird das stetige Abflachen
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der h-Messkurve durch die QFilm-Simulation hinreichend genau beschrieben. Danach,
bei   35 s, kann die rote Versuchskurve unter Vernachlässigung einiger Schwankungen
linear approximiert werden. Der ebenfalls lineare Dampffüllhöhenverlauf der Simulation
sinkt jedoch zu langsam ab, sodass der Füllvorgang dieser Berechnung auch nach 175 s
nicht abgeschlossen ist. Demgegenüber ist der Vorgang bei der Simulation mit QWand,
wie im vorherigen Versuch 8, mit einer Füllzeit von 15,1 s hier deutlich zu schnell. Die
Fülldauer des Versuches ist mit 36 s angegeben. Die Ursache für die Abweichungen der
Simulationsergebnisse von den Messdaten kann ein unterschiedliches Pumpenverhalten
bei höheren Drücken im Zusammenhang mit der Pumpenkennlinie sein.
Analog zu den vorherigen Versuchen ist am steilen Temperatur- und Druckverlauf der
QFilm-Simulation in Abb. 6.5 die zu starke Verdichtung des Dampfes zu konstatieren.
Die Maximaltemperatur beträgt 153,5 C und liegt damit auf dem Niveau der vorange-
gangenen Berechnungen der Versuche 11, 12 und 8. Für   27 s sind die rot und blau
markierten Temperaturverläufe von Messung und QWand-Simulation fast deckungsgleich.
Dann erfolgt das Eintauchen der Temperaturmessung in die Wasserflüssigkeit durch die
vertikale Bewegung der Phasengrenze. Die Messkurve sinkt dadurch auf die Flüssigkeits-
temperatur ab, welche von der Anfangstemperatur (125 C) nur wenig abweicht. Die
blaue Simulationskurve steigt weiterhin stetig bis zur Endtemperatur von 147 C im
letzten Zeitschritt an.
Die gute Wiedergabe der Messdaten durch die QWand-Simulation ist auch bei dem
Vergleich der Druckkurven in Abb. 6.5 festzustellen. Bis  = 29 s weichen die rote
und blaue Kurve von Versuch und Berechnung kaum voneinander ab, d. h. auch
im Versuch befindet sich der thermische Zustand des Dampfes zu dieser Zeit auf
der Taulinie mit p = pS(#D). Für das kurze Absinken der gemessenen Drücke bei
 = 29 s gibt es keine dokumentierte Erklärung. Es wird jedoch angenommen, dass
die Unstetigkeitsstellen des Temperatur- und Druckverlaufes bei   29 s nicht in Ver-
bindung stehen. Die Druckspitze bei  = 46 s und das anschließende Absinken können
auf trägheitsgesteuertes Kondensationsverhalten oder Ausgleichsvorgänge innerhalb des
Hochpunktes hinweisen. Die angegebene Ja-Zahl für den Versuch 9 beträgt Ja = 45 und
ist damit im Übergangsbereich nahe der Grenze zu thermisch gesteuertem Kondensati-
onsverhalten einzuordnen [DN16]. Die größten im Verlauf berechneten Werte liegen mit
Ja = 60 für QFilm bzw. Ja = 62 für QWand etwas darüber.
Die quantitative Wiedergabe der Druck- und Temperaturmessdaten belegt, dass das
thermisch gesteuerte Kondensationsverhalten in der QWand-Simulation gut abgebildet
wird und das Modell zur Vorhersage des Dampfblasenverhaltens geeignet ist.
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6.1.6 Versuch 13 bei 143 C
Die Ergebnisse der Simulationsrechnungen und die Messdaten von Versuch 13 sind
in Abb. 6.6 dargestellt. Die Mediumstemperatur von 143 C ist die höchste in der
Versuchsreihe. Die Temperaturmessung ist in diesem Versuch ausgefallen, sodass in
Abb. 6.6 die aus dem Druck berechnete Siedetemperatur #S(p) eingetragen ist.
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Abb. 6.6: Die maximale Pumpenförderhöhe wird in beiden Simulationsrechnungen
erreicht, sodass die weitere Dampfrückbildung stagniert und nach 100 s noch erhebliche
Dampfvolumina vorliegen.
Trotz Schwankungen im Versuchsverlauf der Dampffüllhöhe in Abb. 6.6 sinkt h annähernd
linear ab und der Füllvorgang ist nach 77 s abgeschlossen. Die Simulationsrechnungen sind
nach Ablauf dieser Zeitspanne noch nicht beendet, da in beiden Fällen die linke Grenze
der Pumpenkennlinien ohne effektive Förderung in den Hochpunkt erreicht wird, bei
der Simulation mit QFilm etwas früher als mit QWand. Die berechnete Dampffüllhöhe h
ändert sich ab   40 s nur noch marginal. Dies trifft ebenfalls auf die Temperatur- und
Druckverläufe zu. Ab dem Erreichen der maximalen Förderhöhe der Zuspeisepumpe
weichen die Berechnungsergebnisse deutlich von den Messdaten ab und sind für die
physikalische Beschreibung des Vorgangs ungeeignet. Während die QWand-Simulation
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die Messdatenverläufe von Temperatur und Druck im Bereich 15 s    30 s geeignet
abbildet, verlaufen die Kurven der QFilm-Simulation zu steil.
Mit Ja = 19 liegt ein Füllvorgang mit thermisch gesteuertem Dampfblasenverhalten vor
[DN16]. Die Simulationsrechnungen bestätigen dies mit den berechneten Werten von
Ja = 24.
Um eine bessere Übereinstimmung mit den Versuchskurven zu erzielen, werden die Rand-
bedingungen der Zuspeisung in zwei weiteren Simulationsrechnungen folgend variiert:
1. Die Anpassung der Pumpenkennlinie mit Erhöhung der Förderhöhe bei Volumen-
strömen _V  400 m3=h nach Abb. 6.7 ermöglicht eine stärkere Verdichtung der
Dampfmasse am Ende des Füllvorgangs.
2. Mit der festen Zuspeiserandbedingung _VZu = 2;5 m3=77 s  117 m3=h wird die
vollständige Kondensation des Dampfes erzwungen. Zusätzlich ist dadurch ein
linearer Verlauf der Dampffüllhöhe gewährleistet.
Es wird dabei nur die Wärmeabgabe mit QRohr = QWand betrachtet.
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Abb. 6.7: Die Pumpenkennlinie der bisherigen Simulationsrechnungen (rote Kurve)
wird im Bereich niedriger Fördervolumenströme angehoben (blaue Kurve), um in die-
sen Betriebszuständen höhere Drücke bereitzustellen. Im restichen Arbeitsbereich bei
400 m3=h  _V  1000 m3=h ist das Arbeitsverhalten der Pumpe bei beiden Kennlinien
annähernd identisch.
Die Auswirkungen auf den Verlauf der Simulationsergebnisse und den Vergleich mit
den Messdaten von Versuch 13 zeigt die Abb. 6.8. Der Zuspeisevolumenstrom von
_VZu = 117 m
3=h bildet die mittlere Füllgeschwindigkeit ab, folglich ist die Gesamtdauer
des Füllvorganges identisch mit den Versuchsdaten (77 s). Das angestrebte Ziel, den Ver-
lauf der Dampffüllhöhe h abzubilden, wird mit der festen Zuspeiserandbedingung erreicht.
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Die modifizierte Pumpenkennlinie in Abb. 6.7 sorgt zwar dafür, dass auch bei höheren
Drücken eine Zuspeisung und Dampfverdichtung erfolgt, jedoch verschiebt sich das Er-
reichen der linken Fördergrenze bei maximalem Förderdruck lediglich zu einem späteren
Zeitpunkt. Der Füllvorgang ist bei  = 100 s nicht abgeschlossen, aber die anstehende
Dampffüllhöhe ist deutlich kleiner als in Abb. 6.6 ohne diese Kennlinienanpassung.
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Abb. 6.8: Die modifizierte Pumpenkennlinie führt zur besseren Wiedergabe der Messwer-
te. Beim Erreichen der maximalen Förderhöhe erfolgt die Kondensation des Dampfes in
der Simulation weiterhin viel langsamer als im Versuch. Mit einer künstlichen Verbesse-
rung der Wärmeleitung in der Flüssigkeitsschicht durch Erhöhung des Wärmeleitkoeffi-
zienten und folglich einem größeren Wärmeverlust wird eine schnellere Kondensation
herbeigeführt. Die berechneten Parameter zum Ende des Füllvorganges sind bei kon-
stanter Zuspeisung zu hoch.
Analog zum Temperaturverlauf in Abb. 6.6 sind in Abb. 6.8 die Siedetemperaturen #S(p)
zu den gemessenen Drücken dargestellt. Der Druckverlauf deutet darauf hin, dass auch
die Zuspeisepumpe im Versuch bei  = 68 s den Betriebspunkt erreicht, ab dem keine
weitere Druckerhöhung im System mehr möglich ist. Die Druckkurve und die daraus
berechneten Siedetemperaturen stabilisieren sich bis zum Versuchsende, gleichzeitig ist
gemäß des Dampffüllhöhenverlaufes der Füllvorgang noch nicht abgeschlossen. Bis zum
Ende des Füllvorganges ist der Massestrom des anfallenden Kondensates und folglich
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auch die Wärmeabgabe aus dem Dampfraum im Versuch größer als in der Simulation mit
modifizierter Pumpenkennlinie, wie an den unterschiedlichen Verläufen der Dampffüllhö-
he abzulesen ist. Dieser zusätzliche Wärmeverlust ist im Gegensatz zu QWand nach Gl. 3.8
nicht direkt vom zeitlichen Gradienten der Dampftemperatur abhängig (mit #D = #Wand
ist QWand die benötigte Wärme zum Aufheizen des Rohrwandmaterials während des
Anstiegs der Dampftemperatur). Stattdessen besteht diese Wärmeabgabe auch bei der
nahezu konstanten Dampftemperatur, wie ab   68 s in Abb. 6.8 zu erkennen, und
ist folglich entweder von der Flüssigkeitstemperatur oder der Umgebungstemperatur
abhängig. Der Wärmetransport an die Umgebung wird in Kapitel 3 ausgeschlossen,
weshalb nur #D   #Fl als wirkende Temperaturdifferenz betrachtet wird. Die instatio-
näre Wärmeleitung durch die horizontale Flüssigkeitsschicht, welche in Abschnitt 3.2.2
beschrieben ist, kommt dafür in Frage. Diese Grenzfläche bewegt sich mit dem Anstieg
der Dampffüllhöhe in vertikaler Richtung, sodass Mischeffekte auftreten können und
der effektiv wirkende Wärmeleitkoeffizient der Flüssigkeit größer ist als der angesetzte
Stoffwert bei der gewählten Bezugstemperatur: Fl;eff > Fl(#B; p). Die berechneten
Ergebnisse für Fl;eff = 10  Fl(#B; p) sind als blau gestrichelte Kurven in Abb. 6.8
eingetragen. Die Grundlage ist wiederum die modifizierte Pumpenkennlinie aus Abb. 6.7.
Der Temperatur- und der Druckverlauf weichen nur marginal von den bekannten Werten
ab, der Füllvorgang ist jedoch deutlich früher bei  = 81 s abgeschlossen. Die damit
verbundene Zielstellung wird zwar erreicht, allerdings basiert der gewählte Faktor 10
nicht auf einem physikalischen Hintergrund, sondern ist das Resultat mehrerer iterativer
Berechnungen. Des Weiteren ist in Anhang E ein Modell für die Wärmeleitung in der
Rohrwand zwischen dem aufgeheizten Material mit #D und dem Teil des Rohres, welches
in Kontakt mit der Flüssigkeit bei #Fl = #D( = 0) steht, beschrieben. Es ist dennoch
mit großen Unsicherheiten behaftet (mehrdimensionales Wärmeleitungsproblem und
zeitabhängige Schichtdicke) und deswegen nicht im Modell implementiert.
Die Simulationsergebnisse bei konstanter Zuspeisung zeigen zu Beginn des Füllvorgangs
eine zu langsame Verdichtung. Folglich liegt die Geschwindigkeit der Zuspeisung dann
oberhalb des gewählten Mittelwertes ( _VZu = 117 m3=h) und sinkt im weiteren Verlauf
ab. Ohne die Begrenzung der Pumpenförderhöhe liegt die maximal berechnete Dampf-
temperatur bei #D = 176;3 C und ist damit deutlich höher als im Versuch. Durch die
Verknüpfung über die Siedelinie gilt dies auch für den berechneten Druck.
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6.2 Vergleich zur Rückbildungsphase des Versuches in der
Pumpstation Lichterfelde
In Abb. 6.9 sind die Ergebnisse des in Kapitel 5 beschriebenen Versuches und der
Simulation dieses Vorgangs dargestellt. In Analogie zu den vorangegangenen Diagrammen
in diesem Kapitel wird die Dampffüllhöhe als positiver Wert aufgetragen und die
Messwerte des Füllstandes aus Abb. 5.12 entsprechend mit dem Faktor ( 1) multipliziert.
Für den Vergleich dienen die Messungen der VL1-Leitung.
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Abb. 6.9: In beiden Simulationen wird die Dampfmasse zu stark verdichtet und die
berechneten Temperatur- und Druckkurven verlaufen steiler als die Messdaten. Über
eine zusätzliche Wärmeabgabe aus dem Dampfraum wird dies für die QWand-Simulation
korrigiert (blau gestrichelte Kurve).
In den Simulationen wird mit einer konstanten Zuspeisung von 100m3/h gearbeitet, weil
der Druck auf der heißen Zwischendruckschiene und folglich die wirkende Druckdifferenz
über dem Zuspeise-Kugelhahn ebenfalls nahezu konstant sind (siehe Abb. 5.6). Damit ist
der Verlauf der Dampffüllhöhe h bei beiden Simulationsrechnungen identisch (blau/grün
gestrichelte Kurve in Abb. 6.9) und er gibt die gemessenen Daten hinreichend genau
wieder. Die schrittweise Öffnung des Kugelhahns im Versuch übt nur einen geringen
Einfluss auf die Messdatenverläufe aus und findet in den Berechnungen keine Berück-
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sichtigung. Die Gesamtfülldauer ist daher mit 1080 s = 18 min um 2min kürzer als in
Abschnitt 5.4 angegeben (20min). Das zu Beginn vorhandene Dampfvolumen VD = 30 m3
korrespondiert mit einer Dampffüllhöhe von h = 30 cm. Die berechneten Verläufe enden
bei h = 56 cm, ab diesem Punkt beginnen die Entlüftungsdome, welche nicht in der
Hochpunktgeometrie der Simulation enthalten sind.
Aufgrund der vorangegangenen Dampfbildungsphase beträgt die Anfangstemperatur im
Versuch ca. 109,5 C und auch der Startwert der Berechnungen wird auf diesen Wert
festgelegt. Die Temperatur- und Druckverläufe der QFilm-Simulation steigen im Vergleich
zu den gemessenen Kurven erneut zu steil an und weisen am Berechnungsende eine
Temperatur von 127,1 C sowie einen Druck von 2,48 barabs aus, die deutlich oberhalb
der gemessenen Werte liegen. Das deutet analog zu den vorangegangen Auswertungen
in Abschnitt 6.1 auf eine zu starke Verdichtung der Dampfmasse und eine zu geringe
Wärmeabgabe aus dem Dampfraum hin. Die QWand-Simulation gibt die Versuchsdaten
besser wieder. Die Abweichungen nehmen zu späteren Zeitpunkten jedoch zu, sodass auch
hier geringfügig höhere Endwerte berechnet werden als im Versuch (117,6 C, 1,84 barabs).
Mit der künstlichen Anpassung des Wärmeübergangskoeffizienten in der Flüssigkeits-
schicht mit Fl;eff = 10 Fl(#B; p) wird eine deutlich bessere Übereinstimmung mit den
Messdaten erreicht (blau gestrichelte Kurve in Abb. 6.9). Die Endtemperatur liegt zwar
nur bei 114 C, sie ist aber gerechtfertigt, weil die Verdichtung innerhalb des Entlüftungs-
domes am Ende des Versuches nicht berechnet wird. Die berechneten Jakob-Zahlen von
Ja = 4;4 bestätigen, dass während des Füllvorgangs ausschließlich thermisch gesteuertes
Dampfblasenverhalten auftritt und bzgl. der gewählten Zuspeisegeschwindigkeit keine
Gefahr eines Kondensationsschlags bestand.
Die Rückbildungsphase des Versuches wird durch das Modell und die gewählte Zuspeise-
randbedingung qualitativ und quantitativ hinreichend genau wiedergegeben,
vorausgesetzt die Aufheizung der Rohrwand mit QRohr = QWand wird als Wärmeabga-
be verwendet. Für die Prognose der auftretenden Drücke und Temperaturen während
der Dampfkondensation ist das Modell geeignet. Die Einbeziehung einer zusätzlichen
Wärmeabgabe verbessert die Abbildungsgüte weiter.
6.3 Fazit der Modellvalidierung
Die Vergleiche mit den Messdaten der Versuchsanlage in Großkayna und der FW-
Pumpstation Lichterfelde belegen, dass sich das thermisch gesteuerte Dampfblasenver-
halten mit dem beschriebenen Modell qualitativ und quantitativ abbilden lässt. Die
ablaufenden Vorgänge werden damit hinreichend genau beschrieben, sofern die komplette
Aufheizung des benetzten Rohrmantelsegments einbezogen wird, wie die Ergebnisse der
QWand-Simulationen zeigen. Bei Berücksichtigung des Wärmeübergangs bei der Film-
kondensation am Rohrmantel QFilm ist die Gesamtwärmeabgabe aus dem Dampfraum
geringer und bewirkt dadurch eine starke Verdichtung der Dampfmasse. Im Resultat
produziert dieser Ansatz zu steile Temperatur- und Druckanstiege und wird deshalb
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nicht weiter verfolgt. Besonders bei den langsam ablaufenden Füllvorgängen in den Ab-
schnitten 6.1.6 sowie 6.2 und folglich niedrigen Jakob-Zahlen ist festzustellen, dass auch
die QWand-Simulationen eine geringfügig zu starke Verdichtung des Dampfes berechnen.
Zur Korrektur wird eine zusätzliche Wärmeabgabe aus dem Dampfraum vorgeschla-
gen, die proportional zur Temperaturdifferenz #D   #Fl ist. Die Ergebnisse mit einer
Erhöhung des Wärmeleitkoeffizienten mit Fl;eff = 10  Fl(#B; p) zeigen eine bessere
Abbildung der Messdaten in diesen Fällen. Der iterativ bestimmte Faktor 10 ist zunächst
nicht physikalisch belegt. Als mögliche Wärmesenken werden der Wärmetransport an
die Umgebung (Verletzung der adiabaten Bilanzgrenzen), Durchmischungseffekte in
der Flüssigkeitsgrenzschicht und die Wärmeleitung innerhalb des Rohrwandmaterials
identifiziert.
Es treten Abweichungen zwischen Simulation und Versuchsdaten auf, wenn große
Jakob-Zahlen vorliegen und folglich die Trägheit der Flüssigkeit die Zuspeisegeschwin-
digkeit bestimmt. In allen Versuchen werden zeitliche Abschnitte identifiziert, in denen
thermisch gesteuertes Dampfblasenverhalten vorliegt, obwohl hohe Ja-Zahlen im Gesamt-
prozess ausgewiesen sind. In diesen Bereichen ist die erreichte Abbildungsgüte zufrieden-
stellend. Sobald der Prozess jedoch zum trägheitsgesteuerten Verhalten übergeht, werden
die Messdaten nicht mehr richtig abgebildet. Außerdem werden Abweichungen nach der
vollständigen Rückbildung der Dampfphase registriert, wenn das Anlagenverhalten die
Druckverläufe vorgibt und eine entsprechende Modellierung fehlt.
Abschließend sollen die Anwendungsgrenzen des Modells diskutiert werden. Wie bereits
mehrfach angeführt und in diesem Kapitel belegt, ist das entwickelte Modell ausschließlich
zur Beschreibung bzw. der Prognose des thermisch gesteuerten Kondensationsverhaltens
geeignet. Der in Abschnitt 2.3 definierte obere Grenzwert Ja = 30 ist zwar in der
Literatur dokumentiert, allerdings fehlen dafür die experimentellen Nachweise speziell
für Kondensationsvorgänge unter adiabaten Randbedingungen. Es ist durchaus möglich,
dass auch im Übergangsbereich zum trägheitsgesteuerten Kondensationsverhalten bei
niedrigen Ja-Zahlen eine akzeptable Abbildungsqualität erzielt wird. Der Charakter
dieses Übergangs ist jedoch noch nicht ausreichend belegt, um sichere und praktisch
belastbare Aussagen zu treffen. Weitere Einschränkungen der physikalischen Abbildung
betreffen die Berechnung des Wärmetransportes. Dieser basiert auf Annahmen und
Vereinfachungen, welche die physikalische Beschreibung und generelle Handhabung des
Modells erleichtern, jedoch in den Bereichen der Phasengrenzschicht und der Rohrwand
die mehrdimensionale Ausprägung der Wärmeübergangs- und Wärmeleitungsvorgänge
ignorieren. Zusätzlich basiert die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten an
der Phasengrenze auf groben Abschätzungen. Auch die Voraussetzung eines ruhenden
Systems schränkt die Anwendung des Modells ein, da im realen Störfall stets von
transienten Vorgängen auszugehen ist. Das entwickelte Modell ist jedoch nicht für Fälle
mit aufgeprägter Flüssigkeitsströmung geeignet.
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Kapitel 7
Zusammenfassung
7.1 Fazit
Die vorliegende Arbeit befasst sich intensiv mit dem Rückbildungsverhalten von Dampf-
blasen im Verteilungsnetz von FW-Systemen. Die Auswertung der Literaturstellen zeigt
auf, dass das trägheitsgesteuerte Zusammenfallen einer Dampfblase hinreichend genau
mit den vorhandenen Modellen beschrieben werden kann. Für eindimensionale Rohr-
netzberechnungen ist bspw. das Modell der diskreten Dampfkavitation geeignet. Es ist
bekannt, dass thermisch gesteuertes Dampfblasenverhalten bei der Wiederherstellung des
einphasigen Zustandes keine Kondensationsschläge oder Druckstöße großer Amplituden
produziert und daher auch kein Schadensrisiko besteht. Eine physikalische Beschreibung
fehlt jedoch bislang. Nach den bekannten Richtlinien TGL 190-259/05 und FW 442
sind Zweiphasenzonen während des instationären Übergangs vom Umlauf in den Ru-
hedruckbetrieb zulässig. Diese Arbeit fokussiert genau dieses Szenario einer ruhenden,
zusammenhängenden Dampfblase. Im Hochpunkt liegen adiabate Bedingungen vor.
In Kapitel 2 wird auf Basis der bekannten Kategorisierung von Kondensationsvorgängen
anhand der Jakob-Zahl eine Berechnungsmethode entwickelt, welche den zeitlichen
Verlauf der Ja-Zahl in den späteren Simulationen abbildet. Der Wert Ja = 30 wird als
Obergrenze thermisch gesteuerten Verhaltens definiert und damit der zulässige Volu-
menstrom der Zuspeisung im Füllvorgang abgeleitet. Die Haupteinflussgrößen sind das
Dampfvolumen, der Anteil des im FW-Wasser gelösten Stickstoffes, die Dampftemperatur
und die Kenngrößen der Hochpunktgeometrie.
Das in Kapitel 3 beschriebene Modell betrachtet den Hochpunkt als adiabaten Bilanz-
raum, die Dampfblase selbst verhält sich dagegen nicht adiabat. Die durchgeführte
Analyse der Wärmetransportvorgänge zeigt auf, dass die Wärmeübertragung aus dem
Dampfraum zur Rohrwand und in die angrenzende Flüssigkeitsschicht das Kondensati-
onsverhalten im Wesentlichen bestimmen. Die horizontal angrenzende Flüssigkeitsschicht
heizt sich in Abhängigkeit der Zeit und der Temperatur an der Grenzfläche instatio-
när auf. Dafür wird zur Berechnung ein eindimensionales Modell implementiert. Die
Flächeninhalte der Kontaktflächen Dampf-Rohrwand und Dampf-Flüssigkeit werden
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mathematisch beschrieben und stehen als tabellierte Werte für diskrete Dampffüllhöhen
bereit. Sie sind damit erstmals für die Hochpunktgeometrie eines Rohrbogens genau
bekannt und in den Berechnungen zum Wärmetransport berücksichtigt.
Mit dem entwickelten Modell werden in Kapitel 4 Simulationsrechnungen durchgeführt
und dabei die Eingangsparameter variiert. Es zeigt sich, dass die Wärmeabgabe aus
dem Dampfraum die Verdichtung des Blaseninhaltes und die Kondensation von Dampf
maßgeblich beeinflusst. Je kleiner die abgegebene Wärme, desto stärker wird der Dampf
verdichtet und desto weniger Kondensat fällt an. Weiterhin begünstigen hohe Temperatu-
ren die Tendenz zur Dampfverdichtung. In diesem Prozess besteht die Möglichkeit, dass
der Dampf überhitzt, eine höhere Temperatur als die Grenzschicht annimmt und zur
Rückverdampfung von Flüssigkeit führt. Ob eine Überhitzung der Dampfmasse eintritt,
hängt ebenfalls von der Wärmeabgabe aus der Blase ab. Dafür wird eine Grenzkurve
abgeleitet, bei deren Unterschreitung überhitzte Dampfzustände auftreten. Während des
Füllvorganges ist die Tendenz zur Dampfüberhitzung zu Beginn, während des Anfahrvor-
gangs der Zuspeisung, und am Ende, kurz vor dem Übergang zum einphasigen Zustand,
am größten. Mit einer zusätzlichen Modellierung der Zuspeisepumpe einer dynamischen
Druckhaltung wird gezeigt, dass die Verdichtung der Dampfmasse den Arbeitspunkt auf
der Pumpenkennlinie zu höheren Drücken und niedrigeren Volumenströmen verschiebt.
Dadurch verzögert der Druckverlauf in der Dampfblase den Füllvorgang.
Die experimentelle Validierung erfolgt u. a. mit den Messdaten des durchgeführten und
in Kapitel 5 beschriebenen Versuches in der FW-Pumpstation des HKW Lichterfelde. Im
Hochpunkt der Anlage wird eine 30m3 große Dampfblase produziert und beim anschlie-
ßenden Füllvorgang wieder rückgebildet. Die Verdichtung der Dampfmasse und der damit
verbundene Temperaturanstieg während des Füllvorganges sind dabei zu beobachten.
Die gesamte Versuchsreihe verlief ohne Schäden oder Hinweise auf Kondensationsschläge
bzw. trägheitsgesteuertes Dampfblasenverhalten. Dieser Versuch trägt dazu bei, die
Kenntnisse und Betriebserfahrungen im Umgang mit großen Dampfblasen (30m3) zu
erweitern.
Das Modell wird anhand der Messdaten dieses Versuches und der Ergebnisse mehrerer
Füllvorgänge bei verschiedenen Temperaturen in der Versuchsanlage in Großkayna
validiert. Die Messreihen, bei denen thermisch gesteuertes Blasenverhalten vorliegt,
werden in Simulationsrechnungen qualitativ gut wiedergegeben, teilweise wird sogar
sogar eine quantitative Abbildung erreicht. Abweichungen treten auf, wenn hohe Jakob-
Zahlen und damit trägheitsgesteuertes Verhalten vorliegt. Voraussetzung dafür ist die
Annahme, dass stets das Rohrwandmaterial der dampfbenetzten Fläche aufgeheizt
wird und die gleiche Temperatur wie der Blaseninhalt aufweist. Wird stattdessen der
Wärmeübergang bei der Filmkondensation angesetzt, zeigen die Ergebnisse eine zu starke
Verdichtung der Dampfmasse. Es wurde abschließend festgestellt, dass besonders bei
langsam ablaufenden Füllvorgängen die Gesamtwärmeabgabe aus dem Dampfraum noch
höher ist als im Modell beschrieben. Der Vergleich mit den Messdaten lässt auf einen
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zusätzlichen Wärmestrom schließen, der proportional zur Temperaturdifferenz #D   #Fl
ist. Das entwickelte Modell ist dazu geeignet, thermisch gesteuerte Füllvorgänge in
FW-Systemen abzubilden. Durch die Berechnungsmethode auf Basis der Jakob-Zahl
wird gleichzeitig die Einhaltung der Gültigkeitsgrenzen überwacht und sichergestellt.
7.2 Ausblick
Diese Arbeit leistet einen Beitrag zum Verständnis von Zweiphasenzonen, mit dem
speziellen Bezug zu Fernwärmesystemen. Darüber hinaus bietet das Themengebiet noch
Potential für weiterführende Untersuchungen und Entwicklungen, welche im Folgenden
benannt werden.
Zur direkten Anwendung des in dieser Arbeit entwickelten Kondensationsmodells ist
die Implementierung der im Kapitel 3 beschriebenen Bilanzen und Algorithmen in die
Rechenkerne von Hydrauliksoftware für instationäre Berechnungen erforderlich. Es wird
als sinnvoll erachtet, dem Anwender dieser Programme die Wahl zu lassen, mit welchem
Kondensationsmodell die instationäre Berechnung durchgeführt werden soll. Das in
dieser Arbeit entwickelte Kondensationsmodell erfordert zusätzliche Eingabedaten, z. B.
genaue Angaben zur Hochpunktgeometrie, und Simulationen damit sind aufwendiger
und dauern länger als mit den bisher verwendeten Ansätzen. Es ist daher praktikabel,
zunächst mit einem vereinfachten Ansatz zu rechnen, um festzustellen, ob sich im Verlauf
der Simulation Dampf bildet und am Ort der Dampfbildung die Randbedingungen für
ein adiabates Dampfblasenverhalten vorliegen. Danach ist die Berechnung mit dem
speziellen Kondensationsmodell zu wiederholen.
Die Verkürzung der Berechnungszeit von Simulationen ist mit der konsequenten Wei-
terentwicklung einzelner Programmbestandteile möglich. Großes Potential dafür bietet
der Iterationsalgorithmus. Durch die Verbesserung des Konvergenzverhaltens bei der
Bestimmung des Endzustands des Zeitschritts ist es möglich, die Anzahl der erfor-
derlichen Iterationsschritte zu reduzieren. Weitere Zeiteinsparungen sind durch die
Implementierung eines leistungsfähigeren Lösungsalgorithmus für das Gleichungssystem
der instationären Wärmeleitung möglich. Die Ableitung geeigneter leichter berechenbarer
Näherungen führt zum gleichen Ziel.
Aufbauend auf den Experimenten in der Versuchsanlage in Großkayna und den Versuchen
mit Dampfbildung und Kondensation in dieser Arbeit sind weitere Untersuchungen sinn-
voll. Insbesondere die Generierung experimenteller Daten im Übergangsbereich zwischen
trägheits- und thermisch gesteuertem Kondensationsverhalten dienen der Bewertung
von Dampfblasen aus sicherheitstechnischen Gesichtspunkten und der Validierung der
theoretischen Untersuchungen in Kapitel 2. Das Konzept einer neuen Versuchsanlage
wird bereits um Zuge der Richtlinienüberarbeitung FW 442 diskutiert. Darauf aufbau-
end ist eine Erweiterung der Berechnungsansätze auf den Übergangsbereich und die
Verknüpfung mit den bekannten Modellen erstrebenswert.
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Anhang A
Berechnung der
Schallgeschwindigkeit
Aus der isentropen Ableitung der Schallgeschwindigkeit kann die Schallgeschwindigkeit
des Gemisches nach Gl. A.1 berechnet werden, für aD ist die allgemeine Definition nach
Gl. A.2 einzusetzen.
a =
vuuuuuuta2Fl

1  D + D vD
vFl
2
1  D + D

aFlvD
aDvFl
2 (A.1)
Gl. A.1 ist auch für Zweikomponentengemische Gas-Flüssigkeit gültig, indem anstelle
der mit „D“ indexierten Größen die Parameter des Gases einzutragen sind.
a2D =  

dp
dv

S
v2 (A.2)
Die zusätzliche Annahme idealen Gasverhaltens ergibt Gl. A.3.
aG =
vuuuuuuta2Fl

1  D + DRGT
pvFl
2
1  D + DRGT


aFl
pvFl
2 (A.3)
Die Auswertung von Gl. A.1 in Abb. 2.3 zeigt das starke Abfallen der Schallgeschwin-
digkeit im Zweiphasengemisch bei bereits sehr geringen Volumenanteilen an Dampf.
Diese Aussage kann auf Zweikomponentengemische (Gas-Flüssigkeit) übertragen werden.
Während bei reiner Wasserflüssigkeit die Schallgeschwindigkeit mit sinkender Medien-
temperatur ansteigt (#  20 C, in Abb. 2.3 bei  = 0 nur bedingt zu erkennen), zeigen
Gemische und reine Dampfphasen die entgegengesetzte Abhängigkeit.
Die lokale Rohrleitung ist im Vergleich zur Flüssigkeitsphase deutlich weniger elastisch
und ihr Einfluss bei kleinen Rohrdimensionen eher gering, er kann jedoch über Gl. A.4
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Abb. A.1: Durch Berücksichtigung der Elastizität der Rohrleitung tritt im Rohr eine
um den Faktor aRohr=aFl verminderte Schallgeschwindigkeit im Vergleich zur reinen,
einphasigen Flüssigkeit auf. Die Unstetigkeitsstellen dieser Kurven treten bei Sprüngen
der Rohrwandstärke bei wechselnden Innendurchmessern auf.
berücksichtigt werden. Für Rohrleitungssysteme ist  = 0; 3 eine geeignete Näherung der
Querkontraktionszahl. Für a und v sind in Gl. A.4 die Werte des vorliegenden Gemisches
bzw. der einphasigen Strömung zu verwenden.
aRohr =
1r
1
a2
+
Di (1  2)
vEStahlsWand
(A.4)
Der Einfluss der Rohrleitungselastizität nimmt mit steigenden Nennweiten zu und wird
in Abb. A.1 am Beispiel einer einphasigen Strömung mit Hilfe des Faktors aRohr=aFl
abgeschätzt.
Wie Erfahrungen aus dem Fahrzeugbau ausführlich zeigen, sinkt die Elastizität des
Wandmaterials (Rohrleitungsstahl P235GH) annähernd linear mit ansteigender Tem-
peratur [Mün04]. Diese Abhängigkeit ist in Abb. A.2 zusammen mit einer linearen
Näherungsformel auf der Grundlage von zwei bekannten Stützstellen bei 20 C und
300 C gemäß [Thy06] dargestellt.
Für die Berechnung der zulässigen Phasengrenzflächengeschwindigkeit c0 wird die Schall-
geschwindigkeit nach Gl. A.3 verwendet. Der Rohrwandeinfluss nach Gl. A.4 bleibt
zunächst unberücksichtigt, ist aber in den Simulationsmodellen mit konkreter Hoch-
punktgeometrie implementiert. Als entlöstes Gas soll in den folgenden Berechnungen
ausschließlich molekularer Stickstoff ( = 1; 4) betrachtet werden.
Der Masseanteil G des gelösten Gases ist im gesamten Prozessablauf konstant und wird
aus der Konzentration  mit Gl. A.5 ermittelt. Ist der Gasgehalt aus Laboranalysen
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Abb. A.2: Das Elastizitätsmodul des Rohrleitungsstahls P235GH ist nahezu linear von
der Temperatur abhängig und kann mit der angegebenen Formel approximiert werden.
bekannt, muss die Umrechnung in Gl. A.5 bei gleichen Umgebungsparametern erfolgen.
Die hier angegebenen Masseanteile G beziehen sich auf eine Prüftemperatur von 25 C
und einen Prüfdruck von 1; 013 barabs.
G =
G
G + Fl
 G
Fl
(A.5)
Die Schallgeschwindigkeit des Zweikomponentengemisches ist in Abb. 2.4 in Abhängigkeit
der Temperatur und der Gaskonzentration  dargestellt.
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Anhang B
Zulässiger Volumenstrom der
Zuspeisung
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Abb. B.1: Das Diagramm zeigt den zulässigen Volumenstrom beim Füllvorgang eines
Dampfhohlraumes auf Basis der Beschreibungen in Kapitel 2. Es erweitert die Darstellung
in Abb. 2.7 um weitere Temperaturen und Nennweiten.
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Anhang C
Wärmeübergang bei der
Filmkondensation in waagerechten
Rohren
Einordnung und Allgemeines
An dieser Stelle soll eine mathematisch-physikalische Beschreibung des Wärmeüber-
gangs bei der Filmkondensation in waagerechten Rohren auf Basis der Nußeltschen
Wasserhauttheorie entwickelt werden.
Stationäre Dampfblasen in Rohrleitungssystemen sind ortsfest und es ist davon auszuge-
hen, dass sie sich bei Fernwärmenetzen im Ruhezustand in Form einer Dampfschicht
im oberen Bereich des Rohres ausbilden. Mit gegebenen Werten des Dampfvolumens
und der Leitungslänge im Hochpunkt können mit Hilfe der abgeleiteten Füllhöhentabel-
len alle erforderlichen Geometriegrößen im Rohrquerschnitt bestimmt werden. An der
ausgebildeten Dampfschicht sind zwei Kontaktflächen zu unterscheiden, an denen die
Kondensation stattfinden kann. Mit Hilfe der Nußeltschen Wasserhauttheorie soll eine
Beschreibung der Filmkondensation an der Kontaktfläche Rohrinnenwand-Dampfblase
abgeleitet werden.
Neben der Filmkondensation existieren auch teilbenetzte Zustände, wobei sich der Dampf
in Form von Tropfen auf der Oberfläche niederschlägt. Bei der Tropfenkondensation
sind die Verhältnisse beim Wärmeübergang im Vergleich zur Filmkondensation deutlich
besser, jedoch lässt sich dieser Vorteil verfahrenstechnisch nicht dauerhaft nutzen, sodass
die Berechnung und Auslegung nach den Grundsätzen der Filmkondensation erfolgt.
Die nachfolgende Herleitung ist bereits an mehreren Stellen dokumentiert (u.a. [Huh07,
SF14]), soll an dieser Stelle jedoch detailliert ausgeführt werden, um die wichtigsten
Gedanken und Überlegungen hervorzuheben.
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Herleitung
Alternativ zur nachfolgend gezeigten Vorgehensweise kann die Herleitung auch mittels
der Navier-Stokes-Gleichung nachvollzogen werden [Huh07].
Die Entwicklung eines Modells zur Beschreibung des Wärmeübergangs bei der Film-
kondensation von Wasserdampf an der Innenwand eines waagerechten Rohres geschieht
anhand der bekannten Gleichungen der Nußeltschen Wasserhauttheorie. Ausgehend vom
Fall einer senkrechten Platte, an der das Kondensat herabfließt, soll nun eine schräge
Platte betrachtet werden. Der Winkel ' beschreibt die Neigung der Platte zur Horizon-
talen, der obere bzw. untere Scheitelpunkt des Rohrquerschnitts entspricht dem Wert
' = 0 bzw. ' = .
Die Herleitung geht mit folgenden Annahmen einher [Huh07, SF14]:
- konstante Stoffwerte
- stationäre, eindimensionale, laminare Strömung des Kondensats
- homogene Temperaturverteilung im Film
- Sättigungstemperatur an der Grenzfläche zwischen Kondensat und Dampf
- Vernachlässigung der Enthalpiedifferenz durch Unterkühlung in der Strömung
Die Kräftebilanz an einem infinitesimalen Flüssigkeitsvolumen im Film nach Abb. C.1
liefert: 
px  

px +
@p
@x
dx

dydz +

 +
@
@y
dy

  

dxdz + Fg(') = 0 (C.1)
Mit Fg(') = Flg sin(')dxdydz und  = FlFl@wx=@y kann Gl. C.1 für Newtonsche
Fluide in Gl. C.2 umgestellt werden.
 @p
@x
+ FlFl
@2wx
@y2
+ Flg sin' = 0 (C.2)
Der umgebende Dampf befindet sich in Ruhe, sodass in der Bilanzierung die Schubspan-
nungen entfallen und die Gleichung  @p=@x+ Dg sin' = 0 gewonnen, anschließend in
C.2 eingesetzt und nach Gl. C.3 umgeformt werden kann.
@2wx
@y2
=  FL   D
FlFl
g sin' = 0 (C.3)
Die anschließende zweifache Integration wird mit den Randbedingungen wx(y = 0) = 0
und @wx=@yjy= durchgeführt und liefert die Geschwindigkeitsverteilung im Kondensat-
film nach Gl. C.4.
wx(y) =
Fl   D
FlFl
g2 sin'

y

  1
2
y

2
(C.4)
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Abb. C.1: Schema mit den Kenngrößen der Kräftebilanz im Flüssigkeitsfilm
Anschließend erfolgt die Bestimmung eines über die Filmdicke  gemittelten Wertes, Gl.
C.5, und des mittleren Kondensatmassestroms (Gl. C.6, Kontinuitätsgleichung mit L als
Ausdehnung in z-Richtung).
wx =
1

Z
0
wx(y)dy =
1
3
Fl   D
FlFl
g2 sin' (C.5)
_m =FlLwx
d _m =
@ _m
@
d =
Fl   D
Fl
g sin'2Ld (C.6)
Aus der Energiebilanz folgt ein Gleichgewicht aus frei werdender Verdampfungsenthalpie
hv und Wärmeleitung durch den Flüssigkeitsfilm, Gl. C.7
hvd _m =
Fl

(#S   #Wand)Ldx TdV  ! FlFl (#S   #Wand)
hvg sin' (Fl   D)dx = 
3d (C.7)
An dieser Stelle ist zu überlegen, inwiefern es sinnvoll ist, den Term Ldx durch
L(r   )d' zu ersetzen, um eine Anpassung des Herleitungsansatzes an die Rohr-
geometrie vorzunehmen. Bei der weiteren Entwicklung dieser Idee treten anspruchsvolle
Integrale auf, deren Lösungen Unstetigkeitsstellen an neuralgischen Punkten über dem
Rohrumfang bei ' = [0; 90; 180] aufweisen.
Mit Gl. C.7 erfolgt die Bestimmung der Filmdicke in Abhängigkeit der Lauflänge x durch
Integration, Gl. C.8 zeigt das Ergebnis unter der Annahme einer verschwindend kleinen
Filmdicke im Rohrscheitelpunkt (Randbedingung 0(x = 0) = 0). Eine abschließende
Untersuchung zur Approximation von 0 steht noch aus, eine Möglichkeit der Abschätzung
104
bietet der nachfolgende Abschnitt.
(x) =

4FlFl (#S   #Wand)
hvg sin' (Fl   D)x
1=4
(C.8)
Mit der Kenntnis der Kondensatfilmdicke (x) kann daraus ein äquivalenter Wärmeüber-
gangskoeffizient (x) berechnet (Gl. C.9) und anschließend über den inneren Rohrumfang
gemittelt werden (Gl. C.11, mit x = r',dx = rd').
(x) =
Fl
(x)
=

3Flhvg sin' (Fl   D)
4Fl (#S   #Wand)x
1=4
(C.9)
Analytisch kann das Integral in Gl. C.10 nicht ausgewertet werden, sodass die Berechnung
numerisch mit der Simpson-Formel und einem konstanten Abstand der Stützstellen
' = =106 erfolgt. Wegen sin'  ' für kleine Werte von ' kann der Grenzwert
lim'!0 sin(')=' = 1 bestimmt und der Funktionswert an der Unstetigkeitsstelle ' = 0
daher gleich eins gesetzt werden.
Z
0

sin(')
'
1=4
d' = 2;6203235 (C.10)
Die resultierende Gl. C.11 entspricht in ihrer äußeren Form der in [SF14] angegebenen und
der in von [Cha60] aufgeführten Gl. C.12 für die Filmkondensation strömender Dämpfe
in horizontalen Rohren. Neben dem Durchmesser Di als verwendete charakteristische
Länge unterscheidet sich die Gleichung in dem Vorfaktor und einem speziellen Ansatz
für die Verdampfungsenthalpie. Als Bezugstemperatur für die Bildung der Stoffwerte
des Kondensats ist der Mittelwert aus Dampf- und Wandtemperatur anzusetzen.
m =
1
r
Z
0
(')rd' = 0;58978

3Flhvg (Fl   D)
Fl (#S   #Wand) r
1=4
(C.11)
m =0;555

3Flh
0
vg (Fl   D)
Fl (#S   #Wand)Di
1=4
mit h0v = hv + 0;375cp;F l(#S   #Wand)
(C.12)
Im Fall eines nicht vollständig benetzten Rohrumfangs (Benetzung nur bis Winkel ')
wird die Integration von Gl. C.10 in den Grenzen 0 bis ' ausgeführt, Gl. C.13. Bei der
Approximation dieses Integrals mit einem Polynom vierten Grades ohne Offset tritt
eine maximale, relative Abweichung von 0,5% auf. Die Optimierung der Koeffizienten
geschieht mittels Minimierung der relativen kubischen Abweichungen.
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Z
0

sin(')
'
1=4
d' =a1'+ a2'
2 + a3'
3 + a4'
4 (C.13)
mit a1 = 1;00177003
a2 =  0;0099546
a3 =  0;00305536
a4 =  0;00329915
Für die Berechnung des mittleren Wärmeübergangskoeffizienten in Abhängigkeit des
Benetzungswinkels ' ist somit Gl. C.14 anzuwenden.
m =
 
a1 + a2'+ a3'
2 + a4'
3
 3Flhvg (Fl   D)
4Fl (#S   #Wand) r
1=4
(C.14)
Als Bezugstemperatur für die Bildung der Stoffwerte der flüssigen Phase ist der arith-
metische Mittelwert aus Dampf- und Wandtemperatur anzusetzen. Einen Vergleich der
Ergebnisse von Gl. C.12 und C.14 zeigen die Abb. C.2 und die Abb. C.3.
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Abb. C.2: Vergleich der mittleren Wärmeübergangskoeffizienten m in Abhängigkeit
von der Unterkühlung der Wand
Die Erhöhung der Temperaturdifferenz zwischen Dampf und Wand sowie die Ver-
größerung des Rohrinnendurchmessers führen zu größeren Kondensatfilmdicken und damit
zu schlechteren Verhältnissen beim äquivalenten Wärmeübergang. Erwartungsgemäß
weisen die dargestellten Kurven einen ähnlichen Verlauf auf, die nach Gl. C.12 berechneten
Werte liegen jedoch stets ca. 27% niedriger als die von Gl. C.11. Für eine konservative
Berechnung der Verhältnisse bei der Filmkondensation ist daher die Gleichung nach
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[Cha60] zu verwenden. Alternativ ist es empfehlenswert, in Gl. C.14 einen Korrekturfaktor
von 0,79 einzuführen, um teilbenetzte Zustände zu berücksichtigen.
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Abb. C.3: Vergleich der mittleren Wärmeübergangskoeffizienten m in Abhängigkeit
des Rohrinnendurchmessers
Überlegungen zur Filmdicke im Rohrscheitelpunkt
Praktische Beobachtungen belegen, dass sich bei Kondensationsvorgängen an der Unter-
seite horizontaler Platten ein dünner Flüssigkeitsfilm bildet und entgegen der Schwerkraft-
wirkung an der Wand haften bleibt. Lokale Verunreinigungen sorgen für die Ausbildung
von Tropfen bzw. teilbenetzten Stellen, die hier jedoch nicht betrachtet werden sollen.
Analog dazu ist davon auszugehen, dass im oberen Rohrscheitelpunkt ebenfalls ein
Kondensatfilm vorliegt, dessen Dicke 0 nun bestimmt werden soll.
Kohäsion bezeichnet die Anziehungskräfte zwischen den Molekülen einer Flüssigkeit,
sodass sich Punkte im Inneren der Flüssigkeitsschicht im Kräftegleichgewicht befinden.
An der Grenzfläche zum Dampf ist dieses Gleichgewicht gestört und es resultiert eine
nach innen gerichtete Kraft. Die zur Vergrößerung der Grenzfläche notwendige Arbeit
dW=dA wird dabei als Oberflächenspannung  bezeichnet. Sie ist unabhängig von der
Größe oder Form der Grenzfläche.
An den Grenzflächen verschiedener Stoffe wirken Adhäsionskräfte, die mit abnehmen-
dem Abstand stark ansteigen. Sie bestimmen das Benetzungsverhalten und die damit
verbundenen Kapillarkräfte.
Wird nun Kondensat im oberen Rohrscheitelpunkt in Form eines Quaders der Kan-
tenlänge a betrachtet, ergibt sich die Dicke 0 der Schicht aus dem Gleichgewicht der
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Abb. C.4: Kräftebilanz im benetzten Rohrscheitelpunkt
Oberflächenspannung und der Gewichtskraft, siehe Gl. C.15.
Fla
20g = 4a ! 0 = 4
Flag
(C.15)
Eine Auswertung der Gleichung in der Abb. C.4 zeigt den entscheidenden Einfluss
der Kantenlänge a auf die berechnete Schichtdicke 0 des betrachteten Filmabschnitts
im Rohrscheitel. Mit  = 10  beträgt die relative Formabweichung [cos(=2)  1]
zwischen der Platten- und der Rohrgeometrie 0,38% und kann somit in guter Näherung
angenommen werden, siehe Abb. C.5. Bereits ab Nennweite DN50 beträgt die berechnete
Filmdicke weniger als 1mm und soll daher für die weitere Berechnung vernachlässigt
werden.
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Abb. C.5: Berechnete Schichtdicke 0 im Rohrscheitel
Aus der Häufigkeitsverteilung der Nennweiten, hier exemplarisch anhand von zwei
Netzen in Abb. C.6 ausgeführt, ist zu schlussfolgern, dass in den Netzmodellen von
Fernwärmesystemen nur vereinzelt Leitungen kleiner DN40 vorkommen. Daher sollte
die Grenze der zu betrachtenden Leitungsgrößen auf diesen Wert festgelegt werden.
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Abb. C.6: Häufigkeitsverteilung der Nennweiten anhand von zwei Beispielnetzen
Es muss jedoch festgestellt werden, dass bei dem beschriebenen Ansatz noch nicht
alle Einflussgrößen einbezogen wurden. Insbesondere die Benetzungseigenschaften des
Systems Dampf-Flüssigkeit-Wand und die dazugehörigen Grenzflächenspannungen nach
der Youngschen Gleichung C.16 konnten noch nicht in einen plausiblen Zusammenhang
gebracht werden, zumal trotz vorhandener Näherungsbeziehungen keine Werte der
Oberflächenenergie von Stahl tabelliert sind.
sv   sl   lv cos  = 0 mit  als Kontaktwinkel; siehe [Pop09] (C.16)
In [Tuc06] ist der Kontaktwinkel eines Wassertropfens auf einer Stahloberfläche mit
  90  angegeben, wodurch die Oberflächenenergien von Wasserflüssigkeit und Stahl in
die Relation 4s  l gebracht werden können. Voraussetzung hierfür ist die Annahme,
dass die betreffenden Oberflächen nur durch Van-der-Waals-Kräfte in Wechselwirkung
treten (sl  s + l   2psl).
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Anhang D
Spezifische Wärmekapazität von
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Abb. D.1: Die hier dargestellten spezifischen temperaturabhängigen Wärmekapazitäten
von Stählen basieren auf den Näherungsgleichungen der DIN EN 1993-1-2 [DIN05].
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Anhang E
Wärmeleitung über die Rohrwand
Das Simulationsmodell zur thermisch gesteuerten Kondensation berücksichtigt den
Einfluss der Wärmeleitung durch die Rohrwand nicht. Dennoch folgen an dieser Stelle
einige Überlegungen dazu.
Kondensatschicht 
Schichtungszone 
unterkühlte Flüssigkeit 
Dampf 
Wärmeleitung durch  
die Rohrwand 𝑄 λ 
Abb. E.1: Wärmeleitung durch die Rohrwand
Die Energieabgabe aus dem Bilanzraum wird durch den zusätzlichen Anteil der zir-
kumferenzialen Wärmeleitung in der Rohrwand vergrößert, siehe Abb. E.1. Wie oben
beschrieben, wird das Wandmaterial im Bereich der Dampfblase erhitzt, sodass eine
Temperaturdifferenz zwischen verschiedenen Punkten auf dem Querschnittsumfang des
Rohres besteht. Der sich einstellende Wärmestrom soll mit dem Berechnungsansatz für
ebene Platten ermittelt werden, Gl. E.1.
_Q =
Stahl
s
A(#  #0) (E.1)
In der Literatur existieren in Abhängigkeit von der verwendeten Stahlsorte (z. B. P235GH)
und der Materialtemperatur variierende Wärmeleitkoeffizienten
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Stahl = 45 : : : 55 W=(mK) [RS07, BK10, VDI06, Glü90]. Die weiteren Berechnungen
basieren auf dem konstanten Wert Stahl = 50 W=(mK).
Ausgehend von der Querschnittsflächenberechnung am Kreisring wird mit der Länge des
horizontalen Rohrabschnitts der Hochpunktgeometrie L und dem dampffüllhöhenabhän-
gigen Umfang der Schnittflächenkontur im Rohrbogen LB(h) die relevante Fläche A
nach Gl. E.2 bestimmt.
A = sWand[LB(h) + sWand + 2L] (E.2)
Abschließend gilt es, die für die Wärmeleitung relevante Schichtdicke s zu bestimmen.
Aus dem Temperaturverlauf der instationären Wärmeleitung ist diese bekannt.
Die Wärmeleitung in der Flüssigkeit ist deutlich schlechter als im Wandmaterial
Fl  Stahl, folglich entsteht die eingezeichnete „Schichtungszone“ durch den konden-
sierenden Dampf an der Phasengrenzfläche, der im Verlauf bei steigenden Temperaturen
anfällt. Auf gleicher Höhe in der Rohrwand stellt sich mit den getroffenen Annahmen ein
linearer Temperaturverlauf zwischen # und #Fl ein, vorausgesetzt das System befindet
sich in Ruhe. Obwohl die Temperaturrandwerte der obersten und untersten Schicht von
Flüssigkeit und Wandmaterial identisch sind, können die konkreten Temperaturverläufe
voneinander abweichen. Dieser Effekt wird durch die Bewegung der Phasengrenzfläche
verstärkt. Mit fortschreitender Massezuspeisung und Dampfkondensation bewegt sich
die Schichtungszone in höher liegende Bereiche, in denen die Rohrwand annähernd
Dampftemperatur aufweist und sich aufgrund des Temperaturunterschieds zwischen
Rohrwand und Schichtungszone folglich ein Wärmestrom einstellt, der nicht durch
Gl. E.1 beschrieben wird und sich nur schwierig quantifizieren lässt.
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Anhang F
Fourierreihenansatz zur
instationären Wärmeleitung
Zur Lösung der Differentialgleichung der Wärmeleitung 3.12 soll ein Ansatz mit Fourier-
Reihen angewendet werden, der in [Goc02] beschrieben ist. Die folgenden Ausführungen
dienen dem Nachvollziehen der Grundzüge des Ansatzes und der daraus entwickelten
speziellen Anpassungen.
Die allgemeine Form einer Fourier-Reihe ist durch Gl. F.1 im Bereich 0 < x < l,  > 0
gegeben.
u(x; ) =
1X
n=1
an() sin
nx
l

+ cn() cos
nx
l

(F.1)
mit an() =
2
l
lZ
0
u(x; ) sin
nx
l

dx
und cn() =
2
l
lZ
0
u(x; ) cos
nx
l

dx
Für die weitere Entwicklung wird nur noch der Sinus-Anteil der Fourier-Reihe heran-
gezogen, da im Herleitungsgang die anschließend definierten und eingesetzten Rand-
bedingungen im Cosinus-Anteil entfallen. Weiterhin erfordert der Cosinus-Anteil eine
Randbedingung für @u=@xjx=0, die jedoch nicht bestimmt ist.
Es werden die folgenden Anfangs- und Randbedingungen definiert:
u(x; 0) =  (x)
u(0; ) = g() = A +B
u(l; ) = 0
(F.2)
Die Funktion  (x) beschreibt die Anfangstemperaturverteilung im Definitionsgebiet und
g() eine lineare, zeitabhängige Randbedingung.
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Zunächst werden beide Ableitungsterme in Gl. 3.12 selbst als Fourier-Reihen entwickelt
und die dazugehörigen Fourier-Koeffizienten bestimmt. Für  @2u=@x2 wird zweimal
partiell integriert und die Randbedingungen eingesetzt.
Kn =  2
l
lZ
0
@2u
@x2
sin
nx
l

dx =  2
l
(
@u
@x
sin
nx
l

  n
l
lZ
0
@u
@x
cos
nx
l

dx
)
=
2n
l2
lZ
0
@u
@x
cos
nx
l

dx
=
2n
l2
(h
u(x; ) cos
nx
l
il
0
+
n
l
lZ
0
u(x; ) sin
nx
l

dx
)
=
2n
l2
24 g() + n
l
lZ
0
u(x; ) sin
nx
l

dx
35
=
n22
l2
242
l
lZ
0
u(x; ) sin
nx
l

dx  2
n
g()
35
=
n22
l2

an()  2
n
g()

=
n22
l2
an()  2n
l2
g() (F.3)
Die Fourier-Koeffizienten von c @#=@ ergeben sich zu:
Ln =
2c
l
lZ
0
@u
@
sin
nx
l

dx
= c
d
d
242
l
lZ
0
u(x; ) sin
nx
l

dx
35
= c
d
d
an() (F.4)
Nach dem Einsetzen der Zusammenhänge in Gl. F.3 und Gl. F.4 in die Ausgangsgl. 3.12
wird die nachfolgende gewöhnliche Differentialgleichung 1. Ordnung erhalten, Gl. F.5.
c
@u
@
  @
2u
@x2
=
1X
n=1
Ln() sin
nx
l

+
1X
n=1
Kn() sin
nx
l

= 0
= c
d
d
an() +
n22
l2
an() =
2n
l2
g() = r() (F.5)
Die Koeffizienten bn = an(0) können mit Hilfe der vorgegebenen Anfangsbedingung
u(x; 0) =  (x) bestimmt werden. Der Lösungsweg der Differentialgleichung ist der
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genannten Literaturstelle zu entnehmen, die Lösungsfunktion lautet:
an() = bn exp

 n
22
cl2
(   0)

+
1
c
Z
0
exp

 n
22
cl2
(   s)

r()ds
= bn exp[z(   0)]  2
nz
fA( z   1) Bz   exp(z   z0)[A( z0   1) Bz]g
(F.6)
mit z =  n
22
cl2
Die entwickelte Gleichung ist eine analytische Lösung der Fourierschen Differential-
gleichung des Temperaturfeldes, eignet sich jedoch auch für zeitdiskrete Berechnungen,
wobei in diesem Fall bn( + ) = an() zu setzen ist.
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Anhang G
Berechnungen zur
Hochpunktgeometrie
Zur Bestimmung der am Wärmetransport beteiligten Flächen ist eine mathematische
Beschreibung der Hochpunktgeometrie notwendig. Der Zusammenhang zwischen dem
Dampfvolumen VD und dem Flächeninhalt des Dampf-Flüssigkeitsspiegels AS bzw. des
dampfbenetzten Rohrmantels AM sind dafür von Interesse. Die betrachteten Bestandteile
der Rohrbogengeometie beziehen sich auf Abb. 3.6. Die hier beschriebenen Grundlagen
und Methoden ergänzen die Ausführungen im Abschnitt 3.4 und dienen der Erstellung
von Zuordnungstabellen VD ! AS und VD ! AM .
Kontaktflächenberechnung am liegenden Zylinder
Einleitung
Zur Berechnung der Kontaktfläche AS zwischen Dampf und Flüssigkeit kann eine
waagerecht verlaufende Rohrleitung als liegender Zylinder mit der Rohrquerschnittsfläche
A0 = =4D
2
i und dem Gesamtvolumen V0 = A0 L betrachtet werden. Das Volumen
der Dampfschicht VD im oberen Teil des Rohres ist gemäß Gl. G.1 ebenfalls von der
Rohrlänge linear abhängig.
VD = AL (G.1)
Die Fläche A beschreibt den Inhalt eines Kreissegments und die Länge der dazugehörigen
Sehne a (Strecke P1P2 in Abb. G.1) entspricht einer Kantenlänge der rechteckigen
Kontaktfläche AS zwischen den vorliegenden Phasen, Gl. G.2.
AS = aL (G.2)
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Aus mathematischen Standardwerken kann die Beziehung in Gl. G.3 zwischen der
Sehnenlänge a und Kreissegmenthöhe h, sowie die davon abgeleitete dimensionslose
Form entnommen werden [BSMM08].
a = 2
p
2hr   h2 ! a
r
= 2
s
2
h
r
 

h
r
2
(G.3)
Das als bekannt vorausgesetzte Dampfvolumen VD soll zusammen mit dem Innenradius r
des Rohres als Eingangsgröße zur Berechnung der Kontaktfläche AS dienen, sodass das
Ziel dieser geometrischen Betrachtung die Ableitung eines Zusammenhangs AS = f(VD; r)
ist.
Zur vollständigen Definition der Geometriegrößen beschreibt Gl. G.4 den Inhalt der
dampfbenetzten Rohrmantelfläche mit der dazugehörigen Länge des Kreisbogens b
zwischen den Punkten P1 und P2, Gl. G.5.
AM = b L (G.4)
b = 2r arccos

1  h
r

(G.5)
Berechnung der Kreissegmentfläche A = f(h)
2
𝑦
𝑥
𝒓
𝒉
𝑨/𝟐
𝑷𝟏
𝒂
𝑷𝟐
𝑷𝟎
𝒃
Abb. G.1: Geometrische Größen am Kreissegment
Die folgenden Geometriegrößen in Abb. G.1 werden definiert:
r ... Innenradius
A=2 ... halbe Teilfläche des Kreissegments
h ... Dampffüllhöhe bzw. Segmenthöhe
a ... Länge der Sehne = P1P2
b ... Länge des Kreisbogens zwischen P1 und P2
Die Berechnung einer Kreissegmentfläche der Höhe h in Abb. G.1 kann auf verschiedenen
Wegen erfolgen, hier soll dies durch Integration der Funktionsgleichung des exzentrischen
Kreises unter Ausnutzung der vorliegenden Achsensymmetrie zur Ordinate gezeigt
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werden, Gl. G.6 und Gl. G.7.
x2 + [y + (r   h)]2 = r2 ! y = f(x) = pr2   x2   (r   h) (G.6)
Die positive Nullstelle der Funktion f dient als obere Integrationsgrenze xo und wird im
weiteren Verlauf auch bei der Volumen- und Kontaktflächenberechnung am Rohrbogen
herangezogen.
A = 2
xoZ
0
f(x)dx = r2 arcsin
24s1  1  h
r
235  (r   h)p2hr   h2 (G.7)
mit xo =
a
2
=
p
2hr   h2 = r
s
1 

1  h
r
2
(G.8)
Gemäß des Definitionsbereichs von h mit 0  h  2r ergibt sich der Wertebereich des
Arguments der Arcussinus-Funktion arcsin(w) in Gl. G.7 zu 0  w  1, sodass sich mit
der Umformung nach Gl. G.9, siehe [BSMM08],
arcsin(w) = arccos
p
1  w2

(G.9)
Gl. G.7 folgendermaßen vereinfachen lässt
A = r2 arccos

1  h
r

  (r   h)p2hr   h2 : (G.10)
Bezogen auf den Gesamtquerschnitt des Rohres A0 ergibt sich mit Gl. G.11 die dimensi-
onslose Form von Gl. G.10.
A
A0
=
1

8<:arccos

1  h
r

 

1  h
r
s
2
h
r
 

h
r
29=; (G.11)
Die Gl. G.10 bzw. G.11 können ebenfalls aus der Flächendifferenz zwischen Kreissektor
und dem gleichschenkligen Dreieck, beide aufgespannt durch die Punkte P0, P1 und P2
(siehe Abb. G.1), abgeleitet werden, siehe [Wei].
Der gewonnene Zusammenhang in Gl. G.10 bzw. Gl. G.11 beschreibt die Umkehrfunktion
der gesuchten Gleichung h = f(A), jedoch ist eine Umformung und Auflösung nach h
nicht möglich. Im Folgenden werden daher zwei Möglichkeiten aufgezeigt, dieses Problem
zu umgehen: die Ableitung einer Approximationsgleichung und die iterative Berechnung
mittels Newton-Verfahren.
Bestimmung einer Approximationsgleichung für h = f(A)
Mit Hilfe von Tabellenkalkulationsprogrammen ist es auf Basis diskreter Werte von h
möglich, die dazugehörige Fläche A = f(h), Gl. G.10 zu berechnen und die Umkehr-
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funktion h = f(A) darzustellen. Die Abb. G.2 zeigt diese punktsymmetrische Kurve in
dimensionsloser Form.
Für diesen Zusammenhang eignen sich verschiedene Typen von Approximationsglei-
chungen. Eine exemplarische Rechnung anhand des kubisches Polynoms in Gl. G.12 soll
hier vorgestellt und bei der Bestimmung der Koeffizienten die Methode der kleinsten
Fehlerquadrate angewendet werden.
h
r
= a3

A
A0
3
+ a2

A
A0
2
+ a1

A
A0

+ a0 (G.12)
Damit die Funktion durch den Koordinatenursprung verläuft, ist die Wahl des Koeffizi-
enten a0 = 0 erforderlich, die weiteren Koeffizienten ergeben sich wie folgt:
a3 = 2;118296
a2 =  3;27911
a0 = 3;12161
0
0,2
0,4
0,6
0,8
1
1,2
1,4
1,6
1,8
2
0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7 0,8 0,9 1
h
/r
A/A0
h/r = f(A/A0)
kub. Polynom
Abb. G.2: Darstellung der Funktion h=r = f(A=A0)
Die höchsten relativen Abweichungen (max. 73,6%) treten lokal beschränkt nahe der
Nullstelle im Koordinatenursprung auf. Dies ist ein Bereich, der während des Konden-
sationsvorgangs kurz vor dem Zusammenfallen der Dampfblase durchlaufen wird und
der durch hohe Werte der Dampfblasenwandgeschwindigkeit und kleine Dampfvolumina
gekennzeichnet ist. In Abhängigkeit des genutzten Rechenzeitschritts wird dieser Be-
reich praktisch zu großen Teilen oder sogar komplett „übersprungen“, sodass die hohen
relativen Abweichungen der Näherungsfunktion das Ergebnis kaum beeinflussen. Aus
dem gleichen Grund darf auch von der Forderung a0 = 0 abgewichen werden, welches
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die Nutzung der eingebauten Funktionalitäten von Kalkulationsprogrammen ermöglicht
und den Rechenablauf damit vereinfacht.
Sollten dennoch erhöhte Anforderungen an die Genauigkeit der Approximationsgleichung
gestellt werden, dann ist der beschriebene Berechnungsablauf für ein Polynom höheren
Grades anzupassen oder sind iterative Rechenverfahren, wie nachfolgend erläutert,
anzuwenden.
Iterative Berechnung mit dem Newton-Verfahren
Das Newton-Verfahren produziert diskrete Daten von beliebig hoher Genauigkeit und
ist zur Implementierung in Algorithmen geeignet, bietet jedoch im Gegensatz zu Ap-
proximationsgleichungen keine analytische Lösung. Für die intendierte Erstellung von
Zuordnungstabellen VD ! AS und VD ! AO, welche ebenfalls diskrete Punkte abbilden,
ist es ein praktikables Mittel. An dieser Stelle soll nur die dimensionslose Gl. G.11 behan-
delt werden, sodass sich mit den Substitutionen y = A=A0 und x = h=r die Zielfunktion
in Gl. G.13 und deren Ableitung in Gl. G.14 ergibt.
g(x) =y   1

n
arccos(1  x)  (1  x)p2x  x2
o
= 0 (G.13)
g0(x) =
dg(x)
dx
=   2

p
2x  x2 (G.14)
Die Berechnungsvorschrift des Newton-Verfahrens für den Iterationsdurchlauf n+ 1 wird
durch Gl. G.15 festgelegt.
xn+1 = xn   g(xn)
g0(xn)
(G.15)
Aufgrund des vorliegenden Kurvenverlaufs der Funktion eignet sich x0 = 2 y0 als Startwert
der Iteration, sodass innerhalb weniger Rechenschritte Ergebnisse hoher Genauigkeit
gewonnen werden können (siehe Beispiel in Tab. G.1). Dabei ist zu beachten, dass
Gl. G.14 für y0 = 0 und y0 = 1 den Wert Null annimmt und das Newton-Verfahren
nach Gl. G.15 nicht ausgewertet werden kann. Die beiden Grenzfälle beschreiben den
oberen bzw. unteren Scheitelpunkt im Rohr, folglich ist die entsprechende Kontaktfläche
ebenfalls gleich Null.
Kontaktflächenberechnung am Torus
Wie aus Abb. 3.6 hervorgeht, reicht es nicht aus, den waagerechten Zylinder zur Be-
schreibung der Hochpunktgeometrie heranzuziehen. Als weiterer relevanter Körper soll
in diesem Abschnitt der Torus bzgl. des Zusammenhangs zwischen Dampfvolumen VD
und Phasenkontaktfläche AS analysiert werden.
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Tab. G.1: Beispiel des Konvergenzverhaltens des Newton-Verfahrens
n xn(y0 = 0;10) xn(y0 = 0;33) xn(y0 = 0;90)
0 0,200000000 0,660000000 1,800000000
1 0,325548464 0,730495113 1,674451536
2 0,313050480 0,729633767 1,686949520
3 0,312951180 0,729633659 1,687048820
4 0,312951174 0,729633659 1,687048826
5 0,312951174 0,729633659 1,687048826
Beschreibung des Torus in kartesischen Koordinaten
Abb. G.3 zeigt eine Schar rotationssymmetrischer Ebenen E mit der Abszisse als Rotati-
onsachse und einem Neigungswinkel ' mit 0  '  =2 gegenüber der
xy-Ebene. In diesen Ebenen liegt ein Kreis mit dem Innenradius der Rohrleitung r
und der Funktionsgl. G.16.
r2 = u2 + (v   v0)2 (G.16)
Dessen Mittelpunkt für verschiedene Werte von ' beschreibt die Kurve der Rohrbo-
genkrümmung in Gl. G.17.
R2B = y
2 + z2 (G.17)
𝑦
𝑥
𝑧
𝒗
𝒖
𝒗𝟎
𝑬
𝑹𝑩
𝒓
𝜑
4
𝑟 … Innenradius des Rohres
𝑅 … Radius des Rohrbogens
𝐸 … Ebenenschar
𝑢, 𝑣 … lokale Koordinaten
𝜑 … Neigungswinkel der Ebene
Abb. G.3: Rohrbogen als Torussektor
Der Übergang von den lokalen Koordinaten u und v zu den kartesischen Koordinaten x,
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y und z gelingt durch die Gl. G.18 bis G.20, welche in Gl. G.16 eingesetzt werden und
nach Umformung die Formel G.21 zur Beschreibung des Rohrbogens ergeben.
u = x (G.18)
v =
p
y2 + z2 (G.19)
v0 = RB (G.20)
Aus Gl. G.21 ist erkennbar, dass beim Schnitt des Rohrbogens mit konstanten y- oder
z-Ebenen erwartungsgemäß gleiche Schnittflächengeometrien entstehen (Rotationskör-
per). 
RB 
p
r2   x2
2
= y2 + z2 (G.21)
Das positive bzw. negative Vorzeichen in den Gl. G.21, G.23 und G.24 korrespondiert
mit dem oberen bzw. unteren Teil des Rohrmantels. Zur Vereinheitlichung der Notation
wird eine Definition der Dampffüllhöhe h nach Gl. G.22 eingeführt und die nachfolgende
Schnittflächenform nach Gl. G.23, G.24 erhalten.
h = RB + r   z (G.22)
Die Auflösung von Gl. G.21 liefert für y erwartungsgemäß zwei zur xz-Ebene symmetri-
sche Ergebnisse mit unterschiedlichem Vorzeichen, von denen nur das positive für die
weiteren Berechnungen relevant ist.
f+(x; h) =y =
r
RB +
p
r2   x2
2
  (RB + r   h)2 (G.23)
f (x; h) =y =
r
RB  
p
r2   x2
2
  (RB + r   h)2 (G.24)
Da Gl. G.23 und G.24 zwei unabhängige Geometriegrößen RB und r enthält, wird
auf eine dimensionslose Darstellung verzichtet. Für praktische Anwendungszwecke gilt
RB > r.
Berechnung des Schnittflächeninhaltes
Die Form der Schnittflächen lässt sich in Abhängigkeit der Dampffüllhöhe in drei
Bereiche unterteilen, siehe G.4. Die charakteristischen Flächenbegrenzungen dazu sind
für RB=r = 6 und r = 1 in Abb. G.5 dargestellt.
Der Bereich I ist gekennzeichnet durch eine geöffnete, ellipsenähnliche Schnittfläche,
deren Begrenzungskurve die positive Nullstelle x0(h)  r nach Gl. G.8 besitzt.
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𝑦𝒉
𝑹
𝒓
I: 0 ≤ ℎ ≤ 𝑟
II: 𝑟 ≤ ℎ ≤ 2𝑟
III: 2𝑟 ≤ ℎ ≤ 𝑅 + 𝑟
5
Abb. G.4: Bereiche des Toruskörpers
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Abb. G.5: Kantendarstellung der Schnittflächen (Draufsicht)
Für Gl. G.24 existiert im Bereich I keine reelle Lösung, sodass sich der Inhalt der
Schnittfläche AS durch Integration von Gl. G.23 ergibt, Gl. G.25.
AS =4
x0Z
0
f+(x; h)dx = 4
x0Z
0
r
RB +
p
r2   x2
2
(RB + r   h)2 (G.25)
mit x0 =r
s
1 

1  h
r
2
Gl. G.25 besitzt keine analytische Stammfunktion, sodass es sich anbietet, mithilfe der
Simpson-Regel nach Gl. G.26 abschnittsweise numerisch zu integrieren und anschließend
die Nx Teilflächen aufzusummieren.
x0+xZ
x0
f(x)dx  x
6


f(x0) + 4 f

2x0 + x
2

+ f(x0 + x

(G.26)
Im Bereich II wird die Schnittfläche für y ! 0 und h! 2r zunehmend eingeschnürt, bis
bei h = 2r zwei räumlich getrennte Teilstücke beidseitig der xz-Ebene vorliegen. Gemäß
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Abb. G.5 und Gl. G.27 ist vom Flächeninhalt unter der Kurve f+ in Gl. G.23, der Anteil
der Einschnürung f  nach Gl. G.24 abzuziehen. Die Nullstelle kann nach der bekannten
Gl. G.8 berechnet werden.
AS =4
rZ
0
r
RB +
p
r2   x2
2
  (R+ r   h)2dx
  4
rZ
x0
r
RB  
p
r2   x2
2
  (R+ r   h)2dx (G.27)
Bei h  2r liegen im Bereich III stets zwei getrennte Teilflächen mit zunehmend
zirkularem Charakter für h ! RB + r vor. Im Vergleich zu Gl. G.27 wird bei der
nachfolgenden Flächenbestimmung die Integration von Gl. G.24 auf den gesamten
Definitionsbereich von x ausgedehnt, Gl. G.28.
AS =4
rZ
0
r
RB +
p
r2   x2
2
  (R+ r   h)2
 
r
RB  
p
r2   x2
2
  (R+ r   h)2dx (G.28)
Auch in den Bereichen II und III eignet sich die Simpson-Regel zur numerischen
Auswertung von Gl. G.27 und G.28.
Berechnung der Bogenlänge der Schnittflächenkontur
Die allgemeine Berechnungsformel zur Bestimmung der Bogenlänge LB einer ebenen
Kurve nach Gl. G.29 wird gemäß der bestehenden Bereichsaufteilung nach Abb. G.4 auf
die Kurven in Gl. G.23 und Gl. G.24 angewandt.
LB =
bZ
a
q
1 + [fx(x)]
2
dx (G.29)
Die partiellen Ableitungen der Funktionen sind durch Gl. G.42 und Gl. G.44 gegeben.
Mit der bekannten Nullstelle nach Gl. G.8 ist im Bereich I die Bogenlänge über Gl. G.30
zu bestimmen.
LB = 4
x0Z
0
q
1 + (f+x )
2
dx (G.30)
Im Bereich II ist der zusätzliche Anteil der f -Kurve nach Gl. G.31 zu berücksichtigen.
LB = 4
rZ
0
q
1 + (f+x )
2
dx  4
rZ
x0
q
1 + (f x )
2
dx (G.31)
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In Gl. G.32 ist die geschlossene Kontur im Bereich III erfasst.
LB = 4
rZ
0
q
1 + (f+x )
2  
q
1 + (f x )
2
dx (G.32)
Es wird die Auswertung von Gl. G.30 bis G.32 mit der numerischen Integration nach
Gl. G.26 empfohlen. Die angegebenen Gleichungen erfassen die Schnittflächenkontur
beiderseitig der xz-Ebene, d. h. den Rohrbogen der Fall- und der Steigleitung.
Ableitung eines Zusammenhangs zwischen Dampffüllhöhe h und Dampf-
volumen VD
Die entwickelten Berechnungsgleichungen G.25, G.27 und G.28 setzen bei der Kon-
taktflächenbestimmung die Kenntnis der Dampffüllhöhe voraus, welche vom Dampf
eingenommenen Volumen abhängt, jedoch noch unbekannt ist. Zur Ableitung eines
entsprechenden Zusammenhangs h = f(VD) werden die Ansätze zur Berechnung der
Kreissegmentfläche aufgegriffen und auf Kreisringscheiben infinitesimaler Breite dx ange-
wendet, siehe Abb. G.6a. Diese vereinfachte Darstellung zeigt nur ein Viertel der Scheibe,
wogegen Gl. G.10 und Gl. G.33 zwei symmetrisch zur xz-Ebene angeordnete Viertel
beschreiben. Mit Einführung der abhängigen Größen h = h(x) als Dampffüllhöhe
und RB = RB(x) als Radius der einzelnen Scheibe (siehe Abb. G.6b) ist Gl. G.33 die
abgewandeltete Form von Gl. G.10.
A(x;RB; h
) = (RB)
2 arccos

1  h

RB

  (RB   h)
p
2RBh   (h)2 (G.33)
Das Teildampfvolumen einer Scheibe beträgt dVD = Adx.
Die Bestimmung des Gesamtdampfvolumens VD erfordert eine Unterscheidung von drei
Bereichen analog Abb. G.4 mit verschiedenen Vorgaben für h und RB. Im Fall 0  h  r
(Bereich I) gelten die Gl. G.34-G.36 nach Abb. G.6b (hochgestellter Index „+“-) mit der
Nullstelle x0 nach Gl. G.8 als obere Integrationsgrenze.
RB = R
+
B = RB + r cos'
+ = RB +
p
r2   x21 = RB +
p
r2   x2 (G.34)
h = h+ = RB + r cos'
+   (RB   r + h) = h  r +
p
r2   x21 = h  r +
p
r2   x2
(G.35)
VD = 2
x0Z
0
A(x;R+B; h
+)dx (G.36)
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Abb. G.6: (a) Volumenscheiben am Torus, (b) relevante Berechnungsgrößen
Im anschließenden Bereich II (r  h  2r) folgen analog die Gl. G.37-G.39 (hochgestellter
Index „-“ in Abb. G.6b).
RB = R
 
B = RB + r cos'
  = RB  
p
r2   x21 = RB  
p
r2   x2 (G.37)
h = h  = RB + r cos'
    (RB   r + h) = h  r  
p
r2   x21 = h  r  
p
r2   x2
(G.38)
VD = 2
rZ
0
A(x;R+B; h
+)dx  2
rZ
x0
A(x;R B; h
 )dx (G.39)
Mit den nun bekannten Definitionen in Gl. G.34, G.35 und Gl. G.37, G.38 für R und
h lässt sich das Dampfvolumen im Bereich III ableiten, Gl. G.40.
VD = 2
rZ
0
A(x;R+B; h
+) A(x;R B; h )dx (G.40)
Eine analytische Integration dieses komplexen Zusammenhangs gestaltet sich sehr schwie-
rig, sodass bei der Volumenbestimmung erneut die Simpson-Regel in Gl. G.26 zur Anwen-
dung kommt. Dafür ist eine Aufteilung der Integrationsgebiete 0  x  x0, x0  x  r
und 0  x  r in Nx diskrete Teilintervalle x notwendig. Die beschriebene Vorgehens-
weise bedingt daher, dass bei x! 0 (relevant bei kleinen Dampfvolumina) die Breite der
diskreten Volumenscheiben x viel kleiner und das Rechenergebnis der Simpson-Regel
G.26 damit genauer ist als am Rohraußenrand (x! r).
Zur Generierung von tabellierten Werten VD = f(h) für Rohrbögen können die hier
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abgeleiteten Zusammenhänge genutzt und die Umkehrfunktion auf Basis diskreter Werte
dargestellt werden. Alternativ sind Berechnungen h = f(VD) mit iterativen Lösungsver-
fahren wie in Gl. G.15 möglich, allerdings in Abhängigkeit der gewählten Anzahl der
Teilintervalle Nx sehr zeit- und rechenaufwendig. Hier helfen gängige Tabellenkalkulati-
onsprogramme zur Beherrschung der Komplexität.
Berechnung des benetzten Oberflächeninhalts AM(h)
Die vom Dampf benetzte Rohroberfläche AM(h) ist für die Berechnung des Wärme-
übergangs bei der Filmkondensation und der Bestimmung der Wärmekapazität des
Stahlrohrs von Bedeutung. Nachfolgend werden zwei Methoden dazu vorgestellt, die
Integration über gekrümmte Flächen im Raum (Oberflächenintegral erster Art) und die
Approximation über Rechteckflächen.
Integration über gekrümmte Flächen im Raum
Das Oberflächenintegral der expliziten Funktion f(x; h) ist nach Gl. G.41 mit Hilfe der
partiellen Ableitungen nach den unabhängigen Variablen zu bilden.
AM(h) =
ZZ q
1 + f2x + f
2
hdxdh (G.41)
Mit den Gl. G.23 für f+ und G.24 für f  ergeben sich die partiellen Ableitungen in
Gl. G.42 bis G.45:
f+x =
@f+
@x
=  x
 
RB +
p
r2   x2p
r2   x2
1
f+
(G.42)
f+h =
@f+
@h
=
RB + r   h
f+
(G.43)
f x =
@f 
@x
=  x
 
RB  
p
r2   x2p
r2   x2
1
f 
(G.44)
f h =
@f 
@h
=
RB + r   h
f 
(G.45)
Nach Einsetzen der Ableitungsterme in Gl. G.41 erhält man Gl. G.46 für den oben
liegenden Rohrbogenteil f+.
A+M(h) =
ZZ
r
 
RB +
p
r2   x2p
r2   x2
1q 
RB +
p
r2   x22   (RB + r   h)2 dxdh
=
ZZ
g+(x; h)dxdh (G.46)
Die analytische Integration von Gl. G.46 ist nur nach h unter Ausnutzung der Rücksub-
stitution von Gl. G.22 möglich. Aus Integraltafeln ist anschließend die Stammfunktion
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abzulesen, sodass sich mit den eingesetzten Integrationsgrenzen Gl. G.47 ergibt.
G+(x; h) =
hZ
r 
p
r2 x2
g+(x; h)dh
=   r
 
RB +
p
r2   x2p
r2   x2 arcsin

RB + r   h
RB +
p
r2   x2

h
r 
p
r2 x2
=
r
 
RB +
p
r2   x2p
r2   x2 arccos

RB + r   h
RB +
p
r2   x2

(G.47)
G (x; h) =
r
 
RB  
p
r2   x2p
r2   x2 arccos

RB + r   h
RB  
p
r2   x2

(G.48)
Bei dem zweiten Teil des Rohrbogens f  wird mit r pr2   x2 als untere und h als obere
Integrationsgrenze analog verfahren, Gl. G.48. Die Gesamtfläche des Rohrinnenmantels
AO ergibt sich im Bereich I (Definition nach Abb. G.4) nach Gl. G.49, im Bereich II
nach Gl. G.50 und im Bereich III nach Gl. G.51. Der Wert x0 berechnet sich nach
Gl. G.8.
AM(h) =
x0Z
0
G+(x; h)dx (G.49)
AM(h) =
rZ
0
G+(x; h)dx+
rZ
x0
G (x; h)dx (G.50)
AM(h) =
rZ
0
G+(x; h)dx+
rZ
0
G (x; h)dx (G.51)
Die zweite Integration nach x liefert keine analytische Stammfunktion, sodass der
verbleibende Ausdruck mit der Simpson-Regel G.26 numerisch ausgewertet wird. Es ist
zu beachten, dass die Funktionen G+ in Gl. G.47 und G  in G.48 bei x = r nicht definiert
sind und diese Unstetigkeitsstelle im Berechnungsalgorithmus separat berücksichtigt
werden muss. Zusätzlich empfehlen sich dazu auch sehr kleine Schrittweiten x bei der
numerischen Integration. Alternativ bietet sich die nachfolgende Näherungsmethode zur
Mantelflächenberechnung an, welche weniger rechenintensiv ist und schneller konvergiert.
Oberflächennäherung über Rechteckflächen
Der Flächeninhalt des Rohrbogenmantels AM lässt sich bei Vorgabe von diskreten,
äquidistanten Punkten xn auf der Oberfläche ebenfalls durch Rechtecke mit der Länge
l(x; h) und der Breite b(xn) gemäß Gl. G.52 annähern (siehe Abb. G.7a, b). Zwischen
zwei benachbarten Punkten liegt der festgelegte Abstand x = xn   xn 1.
AM =
X
l=x; h)b(x; h) (G.52)
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Abb. G.7: Relevante Berechnungsgrößen der Oberflächennäherung
Die Länge l(x; h) eines Kreisbogens auf der Oberfläche des Rohrbogens variiert in
x-Richtung und berechnet sich nach Gl. G.53.
l(x; h) = RB;0(x)'(x; h) (G.53)
Mit den Definitionen der oberen und unteren Teilstücke in Gl. G.23 und G.24, lässt sich
der Radius dieses Bogens RB;O nach Gl. G.54 bzw. Gl. G.55 bestimmen.
R+B;0(x) = RB +
p
r2   x2 (G.54)
R B;0(x) = RB  
p
r2   x2 (G.55)
Der Winkel '(x; h) beschreibt die Größe des durch die Füllhöhe h begrenzen Kreisab-
schnitts und wird nach Gl. G.56 berechnet.
'(x; h) = arccos

RB + r   h
RB;0(x)

(G.56)
Für die Berechnung ist es zweckmäßig, die Bogenlänge l sowie die dazugehörigen Para-
meter RB;O und ' zwischen zwei Punkten bei x = xn  x=2 zu bestimmen.
Die Rechteckbreite b(xn) entspricht dem Abstand zweier Punkte auf der Oberfläche mit
dem Abstand x, Gl. G.57.
b(xn) =
s
(xn  x)2 +
p
r2   xn 2  
q
r2   (xn  x)2
2
(G.57)
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Hinweise zum Berechnungsablauf
Zur Erstellung von tabellierten Datensätzen, welche die eindeutige Zuordnung von
berechnetem Dampfvolumen VD zum dazugehörigen Inhalt der Kontaktflächen AS und
AM ermöglichen, soll an dieser Stelle auf einige Zwischenschritte eingegangen werden. Es
wird empfohlen, die Rohrbogengeometrie entlang der Achse der Dampffüllhöhe in eine
festgelegte Anzahl Nh an Teilintervallen h zu unterteilen und anschließend VD, AS
und AM entsprechend der drei definierten Bereiche nach Abb. G.4 direkt zu berechnen.
Jeder Leitungsabschnitt nach Abb. 3.6 hat dabei ein unterschiedliches Teilvolumen. Zum
Rohrbogen als Toruskörper muss der Anteil der horizontalen Leitung addiert werden,
der für h  2r den Pauschalwert VD = A0L, AS = 0 bzw. AM = 2rL annimmt und in
den anderen Fällen von h abhängig ist. Der Berechnungsablauf ist nur für h  RB + r
gültig und berücksichtigt noch nicht den Volumenanteil der vertikalen Zu- und Ableitung,
welcher sich linear zur Dampffüllhöhe verhält. Es reicht aus, ein Wertepaar an der Stelle
h = RB + r + H zur erstellten Datenliste nach Gl. G.58 und Gl. G.59 hinzuzufügen,
da der spätere Programmbaustein des Kondensationsmodells zwischen den tabellierten
Werten linear interpoliert.
VD(h = RB + r +H) = VD(h = RB + r) + 2A0H = A0(L+ 2H) + 
2RBr
2 (G.58)
AM(h = RB + r +H) = AM(h = RB + r) + 2rH = 2r(L+ 2H) + 2
2RBr (G.59)
Das Dampfvolumen VD(h = RB + r) und der Oberflächeninhalt AM (h = RB + r) können
mit Gl. G.58 bzw. Gl. G.59 berechnet werden. Die Phasenkontaktfläche ist im Bereich
RB + r  h  RB + r +H konstant: AS = 2A0.
Neben der Vorgabe der Schrittweite h kann der Hochpunkt ebenfalls in Segmente
konstanter Größe VD unterteilt werden.
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Anhang H
Beispielgeometrie
Die nachfolgende Tabelle enthält die Beschreibung der Hochpunktgeometrie für die in
Kapitel 4 beschriebenen Beispielrechnungen. Das Dampfvolumen VD, die horizontale
Phasenkontaktfläche AS und die benetzte Wandfläche AM sind für diskrete Dampffüll-
höhen h aufgelistet. Die Parameter der Hochpunktgeometrie lauten: Innendurchmesser
Di = 0;414m, Radius des Rohrbogens RB = 0;621m, Länge des horizontalen Leitungs-
abschnitts L = 18;5m und Höhe der Steig- bzw. Fallleitung H = 2m.
h/m VD/m3 AS/m2 AM/m2 h/m VD/m3 AS/m2 AM/m2
0,000 0,0000 0,0000 0,0000 0,100 0,4757 6,7828 8,1367
0,001 0,0005 0,7545 0,7557 0,150 0,8397 7,6766 10,2997
0,002 0,0014 1,0673 1,0707 0,200 1,2345 8,0376 12,3211
0,003 0,0026 1,3070 1,3133 0,250 1,6356 7,9253 14,3327
0,004 0,0040 1,5087 1,5185 0,300 2,0187 7,3056 16,4567
0,005 0,0056 1,6861 1,6998 0,350 2,3550 6,0060 18,8988
0,006 0,0074 1,8461 1,8642 0,400 2,5965 3,2060 22,4498
0,007 0,0093 1,9930 2,0157 0,450 2,6422 0,3595 25,5108
0,008 0,0114 2,1293 2,1571 0,500 2,6593 0,3263 25,6855
0,009 0,0136 2,2570 2,2902 0,550 2,6750 0,3058 25,8420
0,010 0,0159 2,3774 2,4164 0,600 2,6900 0,2920 25,9882
0,020 0,0447 3,3352 3,4468 0,650 2,7043 0,2823 26,1278
0,030 0,0818 4,0463 4,2535 0,700 2,7183 0,2757 26,2630
0,040 0,1252 4,6242 4,9466 0,750 2,7319 0,2716 26,3953
0,050 0,1740 5,1132 5,5684 0,800 2,7454 0,2695 26,5260
0,060 0,2273 5,5363 6,1407 0,820 2,7508 0,2693 26,5781
0,070 0,2845 5,9072 6,6764 0,828 2,7530 0,2692 26,5989
0,080 0,3453 6,2347 7,1840 2,828 3,2914 0,2692 31,8014
0,090 0,4091 6,5250 7,6693
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Anhang I
Ergebnisse der Versuche 1-3
Versuch 1 mit 10m3 Dampfvolumen
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Abb. I.1: Zeitverläufe von Druck, Füllstand und Temperatur in der Dampfbildungsphase
von Versuch 1 mit 10m3 Dampfvolumen
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Abb. I.2: Zeitverläufe von Druck, Füllstand und Temperatur in der Dampfrückbildungs-
phase von Versuch 1 mit 10m3 Dampfvolumen
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Versuch 2 mit 20m3 Dampfvolumen
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Abb. I.3: Zeitverläufe von Druck, Füllstand und Temperatur in der Dampfbildungsphase
von Versuch 2 mit 20m3 Dampfvolumen
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Abb. I.4: Zeitverläufe von Druck, Füllstand und Temperatur in der Dampfrückbildungs-
phase von Versuch 2 mit 20m3 Dampfvolumen
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Versuch 3 mit 30m3 Dampfvolumen
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Abb. I.5: Zeitverläufe von Druck, Füllstand und Temperatur in der Dampfbildungsphase
von Versuch 3 mit 30m3 Dampfvolumen
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Abb. I.6: Zeitverläufe von Druck, Füllstand und Temperatur in der Dampfrückbildungs-
phase von Versuch 3 mit 30m3 Dampfvolumen
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Anhang K
Thesen zur Promotionsschrift
Thema: Beschreibung des thermisch gesteuerten Kondensationsverhaltens von
Dampfblasen in Fernwärmesystemen unter Berücksichtigung der Anla-
gensicherheit
eingereicht von Dipl.-Ing. Kristian Bühring
1. Die Existenz von Dampfblasen in Fernwärmesystemen birgt während instationärer
Übergangsprozesse zwischen dem quasistationären Umlauf- und dem Ruhedruckbe-
trieb keine Gefährdung des Systems und ist damit zulässig, sofern im Hochpunkt
adiabate Randbedingungen und thermisch gesteuertes Blasenverhalten vorliegen.
2. Verfügbare Simulationsmodelle für die Beschreibung von Zweiphasenzonen in Rohr-
leitungssystemen bilden das trägheitsgesteuerte Zusammenfallen von Dampfblasen
hinreichend genau ab, sind jedoch nicht für die Beschreibung thermisch gesteuerter
Kondensationsprozesse geeignet.
3. Die Rückbildung einer vorhandenen Dampfblase in einem ruhenden System erfolgt
durch die Zuspeisung der Druckhaltung.
4. Um Kondensationsschläge zu vermeiden, soll die Jakob-Zahl im Prozess stets
unterhalb des Grenzwertes Ja = 30 liegen. Der Übergangsbereich 30  Ja  100
verbleibt als Sicherheit.
5. Mit Ja = 30 als zulässigen Grenzwert kann auf den zulässigen Volumenstrom der
Zuspeisung geschlossen werden. Die Haupteinflussparameter sind: die Dampftem-
peratur, der Gehalt im Fernwärmewasser gelöster Gase und der Rohrinnendurch-
messer.
6. Das thermisch gesteuerte Verhalten einer Dampfblase wird durch die Wärmeabgabe
aus dem Dampfraum bestimmt. Die beiden Hauptbestandteile des Wärmever-
lustes sind die Aufheizung der dampfbenetzten Rohrwand und die instationäre
Wärmeleitung in der Flüssigkeitsschicht.
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7. Eine genaue Abbildung der Hochpunktgeometrie im Modell ist erforderlich, um
die Größe der am Wärmetransport beteiligten Flächen zu bestimmen.
8. Während des Füllvorganges steigen mit der Verdichtung der Dampfmasse die
Temperatur in der Blase und der Druck an. Ein Teil der Dampfmasse kondensiert.
Die Überhitzung der Dampfmasse ist theoretisch möglich.
9. Der Druckanstieg in der Dampfblase während des Füllvorganges verschiebt den
Arbeitspunkt der Zuspeisepumpe und beschränkt damit ihren Volumenstrom.
10. Das Ausdampfen und die Dampfrückbildung in einem Versuch im Hochpunkt
einer Fernwärmepumpstation demonstrieren, dass eine große Dampfblase mit 30m3
Volumen mit betrieblichen Mitteln beherrscht werden kann, ohne dass eine Gefahr
für die Anlage besteht.
11. Der Vergleich mit Messdaten zeigt eine qualitativ und quantitativ gute Überein-
stimmung mit den Simulationsrechnungen und bestätigt damit die Eignung des
entwickelten Modells für die Beschreibung des thermisch gesteuerten Verhaltens
einer Dampfblase während des Füllvorganges.
12. Es treten Abweichungen zwischen den Messdaten und den Simulationsrechnungen
auf, wenn trägheitsgesteuertes Blasenverhalten vorliegt.
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